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RESUMEN 

Dentro de las tecnologías disponibles para generación de energía eléctrica y calor de proceso con 

plantas termosolares de captadores solares cilindroparabólicos (CCP), la opción más eficiente y 

económica es la generación directa de vapor (GDV). Sin embargo, la tecnología GDV ha llegado 

a presentar problemas de deformación de los tubos absorbedores y ruptura de la cubierta de vidrio. 

Esto a consecuencia de los fuertes gradientes azimutales de temperatura que ocurren en el tubo 

absorbedor por efecto de la distribución no uniforme del flujo de calor (DNUFC) alrededor del 

tubo (concentración solar) y por la presencia del patrón de flujo (PF) dryout en el interior del 

mismo, al final de la zona de evaporación. En la literatura no se han encontrado trabajos de 

modelado matemático del PF dryout para la GDV en CCP, bajo el enfoque del modelo a dos fluidos, 

que permitan predecir los gradientes térmicos en esta zona, bajo diferentes condiciones de 

operación y considerando DNUFC. La presente tesis tiene como objetivo principal el desarrollo de 

un simulador numérico para la modelación termohidráulica del flujo bifásico agua-vapor en el tubo 

absorbedor de un CCP para GDV, bajo la configuración del PF dryout, considerando una DNUFC. 

Para tal fin se acopló el modelo termohidráulico del PF dryout al modelo 2D de transferencia de 

calor en la pared del tubo absorbedor. Para ambos modelos, se aplicó la técnica numérica de 

diferencias finitas. Adicionalmente, se aplicó el método de separación de variables y el principio 

de superposición para obtener una solución analítica de la conducción de calor transitoria en 2D 

(𝑟, 𝜑) en la pared del tubo absorbedor. Mediante la cual se validaron los resultados del modelo 

numérico de conducción de calor. El simulador desarrollado tiene la capacidad de modelar de 

manera confiable el comportamiento termohidráulico del PF dryout y también de predecir los 

campos tridimensionales de temperatura del absorbedor con una DNUFC. Los resultados obtenidos 

muestran que en la región dryout se presentan los mayores gradientes de temperatura en las 

direcciones azimutal y axial. De acuerdo al estudio paramétrico realizado, estos gradientes pueden 

ser todavía mayores en tubos absorbedores de conductividad térmica baja, o sujetos a condiciones 

de radiación solar directa alta u operando bajo otros parámetros que produzcan coeficientes de 

transferencia de calor por convección muy bajos. Finalmente, el simulador desarrollado también 

es capaz de predecir diversos patrones de flujo (anular, estratificado liso y ondulado, dryout y vapor 

sobrecalentado).  



 
 

 
 

ABSTRACT 

Among the technologies available for generating electrical energy and process heat are solar power 

plants of parabolic trough solar collector (PTC), the direct steam (DSG) is the most effience and 

economic technology. However, in the DSG technology, deformation problems have arisen in the 

absorber tube and breaking of the glass cover. This is due to the strong azimuthal temperature 

gradients that occur due to the effect of non-uniform azimuthal distribution of heat flux, and due 

to the presence of the dryout flow pattern. In the literature, no work has been found on the 

mathematical modeling of the dryout flow pattern for DSG in PTC that studies the thermal 

gradients in this zone. The main objective of this thesis is to develop a simulator for the thermal-

hydraulic modeling of the two-phase water-steam flow in the absorber tube of a PTC for DSG, 

under the configuration of the dryout flow pattern, considering solar concentration. For which the 

thermal-hydraulic model of the dryout flow pattern and the heat transfer model of the absorber tube 

were coupled. For both models, the numerical finite difference technique was used. Additionally, 

the method of separation of variables and the principle of superposition were applied to obtain an 

analytical solution of 2D heat conduction in the wall of the absorber tube. The developed simulator 

demonstrated the ability to reliably model the thermal-hydraulic behavior of the dryout flow pattern 

and also to predict the absorber temperature fields with a NUHFD. The results obtained show that 

in the dryout region there are the highest temperature gradients in the azimuthal and axial 

directions. These gradients could increase with low absorber thermal conductivities, high direct 

solar radiation, or any other parameters that produce very low convective heat transfer coefficients. 

Finally, the developed simulator is also capable of predicting various flow patterns (annular, 

horizontal and wavy stratified, dryout and superheated steam) increasing its possible applications. 
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CAPÍTULO 1 

 

 

1 INTRODUCCIÓN 

 

En este capítulo se presentan las generalidades de la GDV, el panorama general del problema a 

abordar, la revisión de literatura, y los objetivos y alcances de la presente tesis. Los capítulos 

subsecuentes están ordenados de la siguiente manera (cuerpo de la tesis): Capítulo 2, modelo 

térmico en el tubo absorbedor; Capítulo 3, modelo termohidráulico del flujo bifásico dryout; 

Capítulo 4, verificación/validación de los simuladores desarrollados; Capítulo 5, planteamiento de 

los casos de estudio del PF dryout; Capítulo 6, estudios del flujo bifásico dryout; y Capítulo 7, 

conclusiones. 
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1.1 GENERALIDADES DE LA GENERACIÓN DIRECTA DE VAPOR 

(GDV) 

Dentro de las tecnologías no convencionales disponibles para la generación de energía eléctrica se 

encuentran las plantas termosolares de concentración lineal. Existen dos dispositivos de 

concentración lineal, los captadores solares cilindroparabólicos (CCP) y los reflectores Fresnel 

(Figura 1.1). Los CCP son dispositivos que concentran la radiación solar en el eje focal del reflector 

cilindroparabólico (ver Figura 1.2). Los reflectores Fresnel funcionan bajo el mismo principio sólo 

que sustituyen el espejo reflector cilindroparabólico por una configuración de varias líneas de 

reflectores planos, lo que constituye un diseño más sencillo, más económico pero con una eficiencia 

óptica menor [1,2]. La tecnología de CCP existe desde hace varios años en países como Estados 

Unidos y España, constituyendo actualmente el 3.71 % y 1.7 % de su generación de energía 

eléctrica nacional, respectivamente. Por esto, las plantas con CCP se consideran como la tecnología 

solar más madura en el mercado [3]. 

 

Figura 1.1. Tecnologías de concentración solar de foco lineal (traducida de [4]). 

Estas plantas utilizan aceite térmico como fluido de trabajo o también llamados fluidos de 

transferencia de calor (HTF, por sus siglas en inglés) al interior del absorbedor de los CCP, y el 

campo solar tiene acoplado un segundo circuito para generación de vapor de manera indirecta 

(intercambiador de calor) como se ve en la Figura 1.3 (izquierda). Estas plantas son llamadas 

sistemas de generación de electricidad solar (SEGS, por sus siglas en inglés). Sin embargo, a pesar 
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de varias plantas comerciales SEGS, esta tecnología no es la mejor opción ya que tiene los 

siguientes inconvenientes [5]: la temperatura a la que el campo solar puede trabajar sin presentar 

riesgos es menor que 395 °C; a su vez, los aceites son inflamables; y la temperatura de servicio 

máximo se limita por la temperatura de degradación del aceite [1]. 

 

Figura 1.2. Esquema simplificado de un CCP, donde se puede apreciar el tubo absorbedor metálico, la cubierta de 

vidrio y el espejo reflector. (Adaptada y traducida de Wang et al. [6]). 

 

Figura 1.3. Comparación de una planta SEGS (izquierda) con una planta de GDV (derecha). (Traducida de [7]). 

Una tecnología que resuelve los problemas antes mencionados de las plantas SEGS es la generación 

directa de vapor (GDV). La GDV puede ser definida como el proceso de precalentar, evaporar y 

sobrecalentar el agua directamente en el interior de los tubos absorbedores de los CCP [1,8]. Lo 

anterior simplifica el diseño de la planta ya que no requiere de un intercambiador de calor [2] como 

se muestra en la Figura 1.3 (derecha). Según los expertos, la GDV es una opción muy prometedora 

en cuanto a las plantas de potencia termosolares, tanto para reducir los costos como para 

incrementar la eficiencia global de la planta en comparación con las plantas SEGS [2,8–11] e 
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incrementar la potencia de la planta [3]. Las aplicaciones de la GDV no solo abarcan la generación 

de energía eléctrica, sino también el calor de proceso industrial [12–15] así como el uso de agua 

caliente en hoteles [16]. 

Existen tres configuraciones para las plantas de GDV, las cuales son llamadas modos de operación. 

Estos tres modos de operación son: un solo paso, recirculación e inyección; los cuales funcionan 

de la siguiente manera [8]: en un solo paso, el fluido (que circula en cada fila de captadores) se 

introduce en fase líquida y sale en forma de vapor o mezcla agua/vapor (flujo bifásico); en 

recirculación, existe un separador de vapor al final de la zona de evaporación de cada fila, el cual 

deja pasar solo el vapor, mientras que el líquido se recircula mediante una bomba para introducirlo 

al inicio de cada fila del campo solar; en inyección, una porción del agua se introduce al inicio del 

campo solar, ya que el resto se inyecta en pequeñas cantidades a lo largo de la fila de captadores. 

En la Figura 1.4 se presentan de forma esquemática los tres modos de operación de las plantas de 

GDV.  

 

Figura 1.4. Modos de operación de las plantas de GDV (traducida de [1]). 

En un sistema de GDV, por el hecho de generarse vapor dentro de los tubos absorbedores, se tiene 

la presencia del flujo bifásico agua/vapor. El flujo bifásico puede manifestarse en diversos patrones 

de flujo (PF) causando que la operación del sistema sea más compleja [1]. Los PF, o también 

llamados regímenes de flujo, se usan para describir la geometría interfacial de un flujo bifásico 

[17]. Dichos patrones de flujo dependen de las condiciones de operación de las plantas termosolares 

y de la inclinación de la tubería, por mencionar algunos factores. En la Figura 1.5 se muestran 

algunos PF que se presentan en la GDV (considerando una tubería horizontal o ligeramente 
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inclinada). Los PF bifásicos más comunes son: burbuja, tapón (o plug), slug, estratificado, 

estratificado ondulado, anular, dryout y niebla. La complejidad del comportamiento 

termohidráulico del flujo bifásico agua-vapor y su modelación rigurosa, es uno de los retos de 

interés científico a resolver en este y otros campos de aplicación [18]. A su vez, la GDV requiere 

un sistema de control más complejo con respecto a las plantas SEGS debido a la presencia del flujo 

bifásico y por otra parte tiene capacidad de almacenamiento térmico limitado [5].  

 

Figura 1.5. Patrones de flujo con evaporación en un tubo horizontal [19]. 

Las problemáticas más comunes de los sistemas de GDV con CCP se clasifican en dos tipos: 

 Operativos: 1) los niveles de radiación solar son variables, por lo que para mantener la 

eficiencia nominal de la planta se requiere de una buena implementación de los sistemas de 

control; 2) la longitud de la sección de evaporación es variable debido a los diferentes 

niveles de radiación solar a lo largo del día; 3) posible inestabilidad del flujo debido a que 

puede presentarse la misma caída de presión para diferentes valores de flujo másico [20]; 

4) distribución asimétrica del flujo másico en el arreglo de tuberías en paralelo [20,21]; 5) 

distribución no uniforme del flujo de calor (DNUFC) en la dirección azimutal del tubo 

absorbedor a causa de la concentración solar (esto también se presenta en las plantas 

SEGS); 6) posible deformación del tubo absorbedor (Figura 1.6 y Figura 1.7) debido a los 

fuertes gradientes térmicos producidos por la DNUFC y la presencia de los patrones de 

flujo estratificado [22–24] y dryout [24], entre las fases); 7) disminución de la eficiencia 
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global del CCP debido a la desviación del absorbedor respecto al eje focal (ver Figura 1.7) 

con probable rotura de la cubierta de vidrio a causa de la deformación del tubo absorbedor. 

 Modelado matemático: 1) la complejidad del modelo matemático del comportamiento 

termohidráulico del flujo bifásico [11] y el establecimiento de las condiciones de cerradura 

para cada PF; 2) la naturaleza no uniforme del flujo de calor sobre la superficie externa del 

tubo absorbedor y la carencia de correlaciones apropiadas para el cálculo del coeficiente de 

transferencia de calor (CTC) con DNUFC [25]; y 3) el CTC en la superficie interna del tubo 

absorbedor varía en la dirección azimutal, en función de la fase del fluido en contacto con 

el tubo [26,27].  

 

Figura 1.6. Simulación por computadora de la deformación de un tubo absorbedor [28]. 

 

 

Figura 1.7. Tubo absorbedor en el eje focal (izquierda) y fuera del eje focal (derecha) [23]. 

Debido al diseño de un CCP, la distribución del flujo de calor sobre el absorbedor no es uniforme, 

creando de esta manera una DNUFC en la dirección azimutal. Con el fin de evaluar esta condición, 

en la literatura se encuentran disponibles diferentes técnicas o métodos para involucrar su efecto 

en el modelo de transferencia de calor, siendo el método más común el trazado de rayos [29]. 
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En general, un método de trazado de rayos es el proceso de seguir la trayectoria de un gran número 

de rayos de radiación incidente a través del sistema óptico (el conjunto de superficies refractantes 

y reflectantes) para determinar la distribución de los rayos procesados sobre la superficie de interés. 

Así, para un captador concentrador, el trazado de rayos solares empieza con la reunión de los rayos 

de radiación incidente sobre su apertura y la determinación de la distribución e intensidad de 

aquellos rayos sobre el absorbedor [30]. De esta manera el trazado de rayos determina la 

distribución de concentración de la radiación solar sobre el absorbedor del captador, llamada razón 

de concentración local (LCR, de sus siglas en inglés). En la Figura 1.8 se muestra la LCR sobre un 

absorbedor para diferentes ángulos de incidencia, donde se observa que cuando el ángulo de 

incidencia es cero, se tendrán valores más elevados de la LCR. 

 

Figura 1.8. LCR sobre el absorbedor de un CCP (traducida de [31]). 

Uno de los métodos muy utilizados para la obtención de la LCR es el de Monte Carlo (MCRT, por 

sus siglas en inglés) [32], el cual es un método estadístico que consiste en el seguimiento de la 

trayectoria de una serie de rayos generados aleatoriamente a través de un conjunto de elementos 

ópticos. De esta manera, las intersecciones de los rayos en los diferentes elementos permiten 

calcular la distribución superficial del flujo de radiación solar y así la LCR [33]. Un software que 

permite emplear el método MCRT es SolTrace [34] (ver Figura 1.9), el cual es de uso libre [4]. Sin 

embargo, Pei et al. [35] encontraron que la teoría de campos proporciona una mayor exactitud 

respecto al método MCRT. 
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Figura 1.9. Modelado MCRT de un CCP en SolTrace (traducida de [7]). 

 

1.2 PLANTEAMIENTO DEL PROBLEMA A ABORDAR 

La DNUFC se considera como una de los principales factores de fallas en los CCP [6,29] ya que 

puede propiciar fuertes gradientes azimutales de temperatura causantes de la deformación del 

absorbedor y la rotura de la cubierta de vidrio [22,32,36]. Cabe mencionar que los problemas de la 

deformación del absorbedor y de la rotura del vidrio no son propios de esta tecnología, ya que 

también se presentan en la tecnología SEGS [37,38]. Sin embargo, en la tecnología de GDV, el 

problema es más crítico a causa de la presencia del flujo bifásico agua-vapor, especialmente del PF 

dryout y, en menor grado, del PF estratificado [36]. De aquí la importancia de considerar la DNUFC 

y los diferentes PF en la GDV. Un modelado adecuado de los gradientes de temperatura de los 

absorbedores permite conocer y predecir el comportamiento de dichos gradientes, con el fin de 

tomar acciones para garantizar la seguridad de los absorbedores. 

El modelado del flujo bifásico en tuberías es un problema complejo, aunado a su acoplamiento con 

el modelo térmico con DNUFC especialmente importante en la GDV. Esto se debe a los diferentes 

PF que se llegan a presentar en el interior de la tubería (ver Figura 1.5). La aparición de cierto PF 

puede variar dependiendo del flujo másico, diámetro de la tubería, inclinación de la tubería, presión 

de trabajo, temperatura del fluido, condición de frontera de flujo de calor y tipo de fluido [19]. La 

presencia de un PF u otro causa cambios significativos en los parámetros termohidráulicos debido 
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a los diversos modos de transferencia de calor que transcurren a lo largo de la tubería y a las caídas 

de presión que se presentan en la zona de evaporación. Algunos parámetros fundamentales que 

dependen fuertemente del PF son: los esfuerzos en la interfase fluido-pared, los esfuerzos en la 

interfase fluido-fluido y el CTC. Este último es determinante en la transferencia de calor entre la 

pared del tubo absorbedor y el fluido de trabajo (agua y vapor en este caso) y, a su vez, en los 

gradientes azimutales de temperatura que pueden ocasionar fallas mecánicas.  

Por lo general, el PF dryout (también llamado anular parcial o anular abierto) se presenta entre los 

PF anular y niebla (ver Figura 1.10). En el PF dryout, conforme se avanza en la longitud axial, la 

capa líquida comienza a disminuir tanto en espesor de película como en ángulo de secado. Lo que 

ocasiona que ambas fases estén en contacto con el absorbedor y se presenta un CTC para cada fase 

y una caída abrupta del CTC de la mezcla (ver Figura 1.11). Un CTC para cada fase es el causante 

de fuertes gradientes térmicos azimutales en el absorbedor, lo que a su vez podría provocar que el 

absorbedor presente deflexión, deformación permanente u otras fallas mecánicas (ver Figuras 1.6 

y 1.7). Por esta razón, para asegurar que los gradientes azimutales de temperatura no sean críticos, 

es importante desarrollar modelos matemáticos y numéricos confiables para el estudio detallado de 

la transferencia de calor cuando se presenta el PF dryout. 

 

Figura 1.10. Evolución del PF dryout: a) Corte longitudinal, b) Cortes transversales. (traducida de [39]). 
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Las principales características del PF dryout son [39]: 

 El secado progresivo en los tubos horizontales tiende a ocurrir a lo largo del tubo, en lugar 

de ocurrir simultáneamente alrededor del perímetro entero, como típicamente sucede en los 

tubos verticales. Esto se debe a que en los tubos horizontales, la película anular es más 

delgada en la parte superior de la tubería comparada con la parte inferior, y el secado tiende 

a ocurrir primero en la parte superior y entonces se presenta un secado progresivo alrededor 

del perímetro hasta llegar a secar la parte inferior. 

 Durante la evaporación sobre la pared húmeda, la temperatura de la pared permanece 

cercana a la temperatura de saturación correspondiente a la presión local. 

 El comienzo de la zona dryout en la parte superior de una tubería horizontal, se acompaña 

por una drástica caída en el coeficiente de transferencia de calor respecto a la región pre-

dryout (típicamente flujo anular). El valor del CTC cae abruptamente conforme la película 

de líquido se va secando hasta el punto donde se seca por completo, a partir de este punto, 

el CTC permanece casi constante y se ha alcanzado el PF niebla (Figura 1.11). 

 

Figura 1.11. Caída del coeficiente de transferencia de calor por convección en la región dryout (traducida de [39]). 

La literatura muestra que el estudio del PF dryout puede ser clasificada en tres diferentes categorías 

[40]: 

 Métodos empíricos: El flujo de calor en la localización del dryout se relaciona con 
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parámetros de flujo a través de ecuaciones empíricas o tablas, tal como el diámetro del tubo, 

presión, velocidad de masa, calidad dryout, entre otros. 

 Modelo de espesor de película: En este método, la variación axial del flujo de película de 

líquido en el PF anular se calcula tomando en cuenta los efectos de la deposición y arrastre 

de las gotas, y la evaporación. Se asume que la condición de secado se alcanza cuando el 

espesor local de la película de líquido en el flujo anular se aproxima a cero. 

 Modelo a tres fluidos: En esta formulación, cada una de las tres fases (vapor, gotas y 

película de líquido) se consideran separadamente. El balance de masa, momentum y energía 

de cada fluido, junto con las ecuaciones constitutivas para la interacción interfase-fluido, 

describen la ebullición del flujo anular. Este modelo se asemeja al modelo a dos fluidos, 

solo que en este último, las gotas de agua y película líquida se consideran en una sola fase. 

El PF dryout ha sido estudiado para aplicaciones de alto flujo de calor y alta velocidad de masa 

(especialmente aplicaciones de reactores nucleares y refrigerantes) [41–44]. También se han 

desarrollado modelos para predecir el dryout, considerando la razón de evaporación en la interfase 

líquido-vapor, y el arrastre y deposición de líquido en el flujo anular en reactores nucleares [45]. 

Sin embargo, no se ha desarrollado un simulador que analice la GDV en CCP considerando el PF 

dryout con el modelo a dos fluidos, acoplado al modelo térmico 2D del absorbedor con 

concentración solar. 

 

1.3 DISCUSIÓN DEL ESTADO DEL ARTE 

El modelado de la GDV en los CCP tiene gran relevancia para un diseño adecuado y libre de riesgos 

del campo solar [46,47]. El presente trabajo de tesis se centra en el modelado termohidráulico y los 

gradientes de temperatura en la GDV en los CCP considerando DNUFC sobre la superficie exterior 

del tubo absorbedor. Por ello, la discusión se divide en dos temas principales. En la Sección 1.3.1 

se discuten los modelos de transferencia de calor (MTC) en el absorbedor y en la Sección 1.3.2 se 

discuten los modelos termohidráulicos (MTH) del flujo bifásico. Aun cuando el sistema físico a 

estudiar es la GDV mediante CCP, en esta sección también se incluye la discusión de algunos 

trabajos relevantes de reflectores lineales Fresnel (RLF) y de sistemas SEGS (generación indirecta 
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de vapor), ya que varios aspectos de estos sistemas han contribuido a la modelación 

termohidráulica de la GDV, específicamente en las regiones monofásicas. Por ejemplo, el impacto 

que tiene la DNUFC sobre la distribución de temperatura del absorbedor [48], los gradientes 

máximos de temperatura en la dirección azimutal del absorbedor [48–50], el rendimiento térmico 

[5,6,49,51,52]; las caídas de presión [53]; y el acoplamiento del MTC con el MTH [54,55]. 

 

1.3.1 Estudios térmicos en el tubo absorbedor 

Los trabajos discutidos en esta sección son aquellos que incluyen el MTC en los tubos absorbedores 

considerando DNUFC. La DNUFC tiene gran relevancia en los sistemas de CCP [29,32,56], por 

su influencia sobre su rendimiento térmico [6,49,51,52], en los gradientes térmicos [50,52,57–59], 

en la deformación [50,52,59–63], los esfuerzos térmicos [50,64–66], y el CTC del fluido dentro 

del tubo [67–69]. El hecho de estudiar la influencia de la DNUFC sobre estos parámetros ayuda a 

determinar las características del diseño más adecuado y optimizar el funcionamiento del CCP. Por 

otra parte, en los sistemas de CCP la transferencia de calor es de índole transitoria debido al cambio 

continuo de las condiciones ambientales [70].  

La mayoría de los trabajos sobre DNUFC en el tubo absorbedor de un CCP se enfocan a soluciones 

numéricas en estado estacionario [28,46,73,74,47,49,51,53,65,66,71,72], siendo los trabajo de 

Sandá et al. [25] y Serrano et al. [28] de los más completos, ya que resolvieron la ecuación de 

conducción de calor en 3D, acoplando su modelo a un flujo de vapor sobrecalentado y a un modelo 

óptico considerando una distribución LCR. Obteniendo un modelo capaz de predecir resultados 

muy congruentes con respecto a los datos experimentales. Otros trabajos son los de Eck et al. 

[46,47] y Li et al. [74], en los cuales se consideró una distribución escalón de la radiación solar 

incidente (100 % del lado concentrado y 0 % del lado opuesto) pero además una distribución 

gaussiana. De igual manera, Martínez y Almanza [72] consideraron una distribución escalón. Moya 

et al. [57], Valenzuela et al. [58] y Serrano et al. [75] asumieron diferentes proporciones del flujo 

de calor entre las partes concentrada y no concentrada, y a su vez emplearon el simulador comercial 

RELAP5 para sus estudios, ya que también tomaron en cuenta el comportamiento termohidráulico 

del fluido al interior (mezcla agua/vapor). 

Son pocos los trabajos que consideran el estado transitorio [26,63]. Khanna et al. [61] realizaron 
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un trabajo experimental mediante el cual analizaron la transferencia de calor en estado transitorio 

en un tubo hueco de 5.86 m de largo y 25/35 mm de radio interno/externo, involucrando una 

DNUFC tipo escalón. Heidemann et al. [26] emplearon el método de diferencias finitas para 

estudiar la conducción de calor en 2D con condiciones de frontera transitorias y DNUFC de un 

sistema de GDV (en la región bifásica). Ellos concluyeron que cuando la radiación solar disminuye 

abruptamente, ocurren fuertes gradientes de temperatura en los tubos absorbedores en un corto 

periodo de tiempo. Wirz et al. [54] resolvieron un MTC (incluyendo un modelo óptico) en 3D y 

pseudo-transitorio para un tubo absorbedor (con Syltherm 800 como fluido de trabajo) usando el 

método de volumen finito y el método MCRT para la DNUFC. Xu et al. [76] involucraron el 

comportamiento transitorio a través de la variación de la radiación solar directa y el flujo másico, 

sin embargo su modelo de conducción de calor fue estacionario. 

Respecto a soluciones analíticas, algunas se encuentran incluidas en libros académicos de 

conducción de calor [77,78], en los cuales se presentan metodologías y algunas soluciones de la 

ecuación de conducción de calor en tuberías (cilindros huecos) bajo diferentes condiciones de 

frontera. Sin embargo, las soluciones están planteadas para casos simples por lo que no han sido 

aplicadas a sistemas de GDV. En tales libros no se presentan soluciones para determinar 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑡) 

con condiciones de frontera no homogéneas en tubos. Uno de los modelos analíticos más completos 

es el presentado por Khanna et al. [79] quienes analizaron la ecuación de conducción de calor en 

estado estacionario para determinar 𝑇(𝑟, 𝜑) aplicando un caso particular del problema de Sturm-

Liouville [77,78]. Adicionalmente, Khanna et al. [62] llevaron a cabo otros estudios teóricos para 

un tubo absorbedor bimetálico.  

Los gradientes de temperatura críticos en la dirección azimutal han sido determinados por diversos 

autores en la GDV, por ejemplo, Zarza [8], Eck et al. [46,47] y Li et al. [27,74], por mencionar 

algunos. Estos trabajos muestran una influencia importante de la DNUFC y de los PF de fases 

separados (estratificado liso y ondulado) sobre la distribución de temperatura azimutal en la pared 

del absorbedor. Sin embargo, el impacto del PF dryout no ha sido determinado en estos estudios a 

causa de que es un patrón relativamente poco conocido en aplicaciones solares y cuyo efecto se ha 

enmascarado de alguna manera en el PF estratificado ondulado. Por otra parte, Liang et al. [80] 

compararon diferentes modelos de transferencia de calor en el tubo absorbedor haciendo diferentes 

consideraciones. Llegaron a la conclusión que era innecesario considerar la conducción de calor 
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entre las paredes interna y externa de cada uno de los tubos del receptor (absorbedor y cubierta de 

vidrio), así como tampoco era importante considerar los nodos circundantes a lo largo del eje axial 

del tubo absorbedor para la conducción de calor. Sin embargo, esta es una declaración que no 

siempre es válida, ya que depende de otros factores, por ejemplo el espesor de la pared del tubo, la 

condición de distribución de flujo de calor en las direcciones azimutal y axial, las condiciones de 

operación del fluido al interior de la tubería, y por supuesto el rango de temperaturas que se maneje. 

 

1.3.2 Estudios termohidráulicos de la GDV 

Los trabajos discutidos en esta sección abarcan diversos aspectos del MTH del flujo bifásico y que 

pudieran estar acoplados o no al MTC de los tubos absorbedores, donde la mayoría considera una 

DNUFC.  

La determinación del rendimiento térmico en el fluido de trabajo de los sistemas de GDV ha sido 

de gran interés debido a que es uno de los parámetros fundamentales para justificar su ventaja con 

respecto a los sistemas SEGS (Figura 1.3). En general, hay dos enfoques que se pueden seguir para 

determinar este rendimiento térmico, uno es involucrando todos o algunos de los mecanismos de 

transferencia de calor, para el cálculo de las ganancias y pérdidas de calor en el tubo receptor. El 

otro es aplicando una ecuación experimental de pérdidas de calor. Ambos enfoques han sido 

comparados por Odeh et al. [81] concluyendo que predicen rendimientos térmicos similares. 

Posteriormente, Mohamad et al. [82] analizaron las pérdidas de calor considerando un modelo de 

transferencia de calor conjugada en el absorbedor y líquido monofásico en su interior. Sin embargo, 

todos estos autores no incorporaron la DNUFC en el absorbedor ni tampoco consideraron un 

coeficiente de transferencia de calor para cada fase. 

El modelado del comportamiento termohidráulico del flujo bifásico agua/vapor es una de las 

herramientas más relevantes para el diseño y estudio de la GDV en CCP y en otros sistemas como 

los nucleares. En la literatura se han encontrado diferentes alternativas de modelado, incluyendo el 

desarrollo de códigos propios, el uso de simuladores nucleares como RELAP5 (a falta de 

simuladores específicos para sistemas de concentración solar), o simuladores de aplicación más 

general como el FLUENT. Mediante RELAP5 (basado en el modelo matemático a dos fluidos en 

1D) se pueden simular diversos PF con sus transiciones, mientras que con FLUENT (basado en un 
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modelo matemático de flujo homogéneo) se pueden simular de una manera más simplificada 

aunque en 3D. Odeh et al. [81,83] realizaron un estudio numérico desarrollando un simulador 

propio de la GDV en CCP dividiendo al flujo bifásico a lo largo del tubo absorbedor en las regiones 

de precalentado, evaporación (región bifásica) y sobrecalentado. De esta forma introdujeron la 

metodología de estudiar las tres regiones de la GDV de manera separada; sin embargo, 

consideraron flujo de calor uniforme. Eck et al. [46,47] desarrollaron un código en MATLAB® en 

estado estacionario y considerando una DNUFC tipo gaussiana; aplicando un modelo homogéneo 

y mecanístico para el flujo de fluido agua/vapor. Xu et al. [84] estudiaron la GDV en el sistema 

DISS desarrollando un modelo matemático homogéneo unidimensional y cuasi-estacionario de las 

ecuaciones de conservación de energía en el fluido de trabajo (dividido en las tres regiones), en la 

pared del tubo absorbedor y en la cubierta de vidrio, mientras que el flujo de calor se consideró 

uniforme. Elsafi [85] estudió el sistema DISS en el modo de un solo paso mediante balances 

globales en estado estacionario considerando el modelo homogéneo para el flujo de fluido; de igual 

manera dividió la GDV en las tres regiones. Adicionalmente, utilizó un enfoque fenomenológico 

(o mecanístico) aplicando correlaciones de caídas de presión y del CTC para cada patrón de flujo; 

sin embargo, no consideró una DNUFC.  

Debido a que el fenómeno de evaporación del agua también se presenta en la ingeniería nuclear, y 

los simuladores nucleares se encuentran en una etapa muy madura para estudiar el complejo flujo 

bifásico, diversos autores han aprovechado estas herramientas para estudiar el comportamiento 

termohidráulico del agua en evaporación en sistemas de GDV mediante CCP. Moya et al. [57] 

utilizaron por primera vez el simulador RELAP5 para el estudio de la GDV en el sistema DISS, 

validando sus resultados numéricos con datos experimentales de la plataforma solar de Almería. 

Ellos consideraron una DNUFC tipo escalón y transferencia de calor sólo en la dirección radial en 

la pared del tubo. Posteriormente surgieron una serie de estudios del sistema DISS mediante este 

simulador, analizando diferentes aspectos termohidráulicos, tanto en estado estacionario como 

transitorio [58,75,86]. Los estudios con RELAP5 también se extendieron al análisis de la GDV en 

tuberías conectadas en paralelo [20] y en captadores de pequeño tamaño para calor de proceso 

industrial [14]. Otro simulador nuclear que ha sido empleado para aplicaciones de GDV es 

ATHLET (ver la sección 3.1.3.5. de la referencia [7]), como puede verse en el trabajo de Hoffmann 

et al. [87], quienes estudiaron la dinámica del flujo bifásico al interior del sistema DISS. Ambos 

simuladores, RELAP5 y ATHLET usan el modelo a dos fluidos (también llamado modelo de seis 
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ecuaciones). Algunas diferencias entre RELAP5 y ATHLET están en las ecuaciones de 

conservación de momentum, por ejemplo, en las expresiones de los esfuerzos interfaciales y en la 

pared, y en la expresión de la masa virtual; mientras que las ecuaciones de conservación de la 

energía se expresan en términos de la entalpía (en ATHLET). No obstante los buenos resultados 

que los simuladores nucleares comerciales han permitido proporcionar para estudios de GDV 

mediante CCP, no es posible determinar con precisión la distribución de temperatura azimutal en 

el absorbedor, ni directamente la presencia del PF dryout. 

Lobón et al. [88,89] estudiaron el comportamiento termohidráulico del flujo agua/vapor en el 

sistema DISS en el modo de operación de un solo paso, considerando una DNUFC. El estudio fue 

realizado mediante el paquete comercial STAR-CCM+ el cual está basado en un modelo de flujo 

bifásico localmente homogéneo. En sus resultados muestran perfiles axiales de temperatura y 

presión en estado estacionario para diferentes condiciones de operación, así como también valores 

de temperatura y presión a la salida en el estado transitorio [89].  

Li et al. [24,74] estudiaron la termohidráulica del flujo bifásico en el interior del tubo absorbedor 

del sistema DISS mediante un modelo homogéneo y mecanístico en estado estacionario. Abordaron 

además los aspectos de esfuerzos y deformación térmica del tubo absorbedor, a causa de los 

gradientes circunferenciales de temperatura por efecto de la DNUFC y de las variaciones 

temporales1 de las condiciones ambientales. Sin embargo, el modo de operación considerado en el 

campo solar fue recirculación y por tanto el PF dryout no se presentó. Hachicha et al. [90] 

extendieron sus trabajos previos [48,91] para determinar los gradientes térmicos en la GDV con 

DNUFC incluyendo la región bifásica. Ellos acoplaron el MTC con un MTH homogéneo y además 

un modelo óptico. De esta manera determinaron diferentes patrones de flujo desde líquido 

monofásico hasta vapor sobrecalentado, para el modo de operación de un solo paso, encontrando 

los mayores gradientes de temperatura en la región del vapor sobrecalentado. Ferchichi et al. [11] 

aplicaron el MVF para desarrollar un MTH en 1D en estado estacionario. Para la transferencia de 

calor hacia el fluido, consideraron un balance global. La mezcla agua/vapor fue tratada con un 

enfoque drift-flux. Analizaron el comportamiento transitorio de la temperatura y la presión a la 

salida del campo solar del sistema DISS en el modo de recirculación. 

                                                           
1 Afectando las condiciones de frontera y de operación del sistema. 
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El acoplamiento del MTH y el MTC se da por medio de la temperatura de la superficie interior del 

tubo absorbedor y de la temperatura y el CTC del fluido de contacto. Por consiguiente, al tener dos 

fases en la región de evaporación, un CTC para cada una de las fases debería de ser incorporado. 

Hace 29 años Heidemann et al. [26] realizaron un estudio para un flujo estratificado considerando 

un valor del CTC para cada una de las fases, mostrando cómo esta consideración modela de una 

forma más realista los gradientes de temperatura en la pared del absorbedor. A pesar de este estudio 

de Heidemann et al. [26], en la mayoría de los trabajos más recientes del modelado de la 

transferencia de calor pared-fluido no se ha tomado la consideración de un CTC para cada fase, 

salvo en los estudios de Li et al. [27,74] para el modo de recirculación. Elsafi [85] consideró un 

CTC promedio tomando en cuenta el CTC de cada fase, ponderándolos con la razón del perímetro 

de contacto de cada fase con la pared. Sin embargo, no estudió su efecto sobre la distribución de la 

temperatura en la pared del absorbedor. 

Los patrones de flujo que han sido ampliamente identificados en la GDV mediante CCP son: 

líquido subenfriado [48,82], estratificado [22,24,26,27,46,47,74], anular [72], slug [86], vapor 

sobrecalentado [25,27,28,48,92], entre otros [85]. Sin embargo, el PF dryout solo ha sido 

identificado por Moya et al. [57] de forma indirecta, mediante el simulador RELAP5; y modelado 

por Elsafi [85] considerando flujo de calor uniforme; ambos trabajos aplicados al sistema DISS. 

No obstante que el modelo a dos fluidos es más completo que el modelo homogéneo, ha sido más 

empleado en la ingeniería petrolera [93,94] y en la ingeniería nuclear [17] que en los sistemas 

solares. De hecho, no se ha encontrado ningún trabajo en el que se desarrolle un simulador propio 

para el análisis termohidráulico de la GDV con base en el modelo a dos fluidos a causa de la 

complejidad del mismo. No obstante, el modelo a dos fluidos es estable, ya que puede ser planteado 

como un modelo bien posicionado y para su solución puede aplicarse esquemas numéricos 

convergentes [95]. El método de diferencias finitas con un arreglo implícito hacia adelante para la 

coordenada temporal y un arreglo hacia atrás para la coordenada espacial, ha sido la técnica 

numérica de discretización más empleada para resolver el modelo a dos fluidos. Además, un 

esquema donante y tipo donante deben ser utilizados para las ecuaciones de conservación 

[17,94,96–98] para ayudar a la convergencia numérica. Otra alternativa para solucionar el modelo 

a dos fluidos es el esquema de corrección de presión aun cuando pueden causar problemas de 

convergencia [99,100]. 
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1.3.3 Conclusiones del estado del arte 

En las Tablas 1.1 y 1.2 se resumen las características de los trabajos más relevantes y apegados al 

tema de la presente tesis. 

Tabla 1.1. Principales trabajos de MTC que consideran DNUFC y desarrollo de un simulador. 

Autor(es) MTC Análisis 2 CTC 

𝐤𝐚(𝐓),  
𝛒𝐚(𝐓) y  
𝐂𝐩𝐚(𝐓) 

𝑸𝒍𝒐𝒔𝒔
′′  Solución 

Heidemann et al. (1992) [26] 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑡) 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧, 𝑡) ✓  ✓ MDF 

Wirz et al. (2012) [54] 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧) 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧, 𝑡)   ✓ MVF 

Serrano et al. (2014) [28] 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧) 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧)   ✓ MDF 

Xu et al. (2018) [76] 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧) 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧, 𝑡)   ✓ MVF 

Khanna et al. (2015) [60] 𝑇(𝑟, 𝜑) 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧)   ✓ Analítica 

Cundapí et al. (2020) [92], resultado del 

presente estudio 
𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑡) 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧, 𝑡)    Analítica 

Sandá et al. (2021) [25] 𝑇(𝑟, 𝜑, t) 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧)  ✓ ✓ MVF 

Presente estudio 𝑇(𝑟, 𝜑, t) 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧, 𝑡) ✓ ✓ ✓ MDF 
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Tabla 1.2. Principales trabajos de MTH de GDV con CCP que involucran desarrollo de un simulador. 

Autor(es) Caracte-rísticas MO MTC DNUFC MTH Método de 

solución del 

MTH 

Fluido PF 𝐤𝐚(𝐓), 

𝛒𝐚(𝐓), 

𝐂𝐩𝐚(𝐓) 

2CTC ∆𝑻𝝋 

Odeh et al. 

(1998, 2000) 

[81,83] 

L: 99 

𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: 70/66  

AC: 547 

USP 𝑇(𝑧)  Homogéneo 

y 

estacionario 

Balance 

global 

(Analítico) 

Agua/ 

vapor 

Líquido monofásico, 

intermitente, estratificado liso, 

anular y vapor sobrecalentado 

   

Eck et al. 

(2004, 2005) 

[46,47] 

L:1000 

𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: 70/55  

AC: 5760* 

R 𝑇(𝜑, 𝑧) ✓ Homogéneo 

y 

estacionario 

Balance 

global 

Agua/ 

vapor 

Líquido monofásico, 

estratificado ondulado, anular 

y vapor sobrecalentado 

 ✓ ✓ 

Xu et al. 

(2015) [84] 

L: 785 

𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: 70/55  

AC: 4423.68 

R 𝑇(𝑧)  Homogéneo Balance 

global 

Agua/ 

vapor 

Líquido monofásico, bifásico 

(NE) y vapor sobrecalentado 
   

Elsafi (2015) 

[85] 

L: 500 

𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: 70/50 

AC: 2880 

USP 𝑇(𝑧)  Homogéneo 

y 

estacionario 

Balance 

global 

Agua/ 

vapor 

Líquido subenfriado, burbuja, 

estratificado liso, estratificado 

ondulado, slug, anular, dryout, 

niebla y vapor sobrecalentado  

 ✓  

Li et al. 

(2017) 

[24,74] 

L:1000 

𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: 70/55  

AC: 5760* 

R 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧) ✓ Homogéneo 

y 

estacionario 

Balance 

global 

Agua/ 

vapor 

Estratificado y vapor 

sobrecalentado 
 ✓ ✓ 

Hachicha 

(2018) [90] 

L:500 

𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: 70/50  

AC: 2880 

USP 𝑇(𝜑, 𝑧) ✓ Homogéneo 

y 

estacionario 

Balance 

global 

Agua/ 

vapor 

Líquido subenfriado, burbuja, 

estratificado liso, anular y 

vapor sobrecalentado 

  ✓ 

Sandá et al. 

(2021) [25] 

L:7.8 

𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: 70/66  

AC: 39 

USP 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧) ✓ Homogéneo 

y 

estacionario 

MVF Syltherm 

800 

Líquido monofásico  ✓  ✓ 

L:4.06 

𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: 70/50 

AC: 23.4 

Agua y 

vapor 

Vapor sobrecalentado  

Presente 

estudio 

L: 25** 
𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: 70/50 

AC: 144 

USP 𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑧, t) ✓ A dos 

fluidos y 

transitorio 

MDF Agua/va

por 

Anular, estratificado 

ondulado, dryout y 

sobrecalentado 

✓ ✓ ✓ 

Nomenclatura de la tabla: AC: área de captación en m2; 𝐷𝑎,𝑒/𝐷𝑎,𝑖: diámetros externo e interno del absorbedor metálico en m, respectivamente; L: longitud en m; MO: Modo 

de operación; NE: no especifica; R: modo de recirculación; USP: modo de un solo paso. 

*Aproximadamente; **Aunque se analizó una mayor longitud del tubo, los estudios se centraron en dos captadores individuales de 25 m cada uno. 
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De la discusión de la literatura se puede concluir lo siguiente: 

 El método MCRT ha sido el más usado para determinar la distribución de flujo de calor en 

la superficie exterior del tubo absorbedor y la LCR implicada puede ser obtenida con el 

software SolTrace. 

 La condición de frontera de DNUFC sobre la superficie del tubo absorbedor tiene un 

impacto significativo en la distribución de temperatura azimutal en el tubo y por ende está 

fuertemente ligada a su deformación no uniforme. Lo anterior es más crítico cuando se tiene 

un flujo bifásico en una configuración de flujos separados (i.e. estratificado liso, 

estratificado ondulado y dryout) debido a que cada fase tiene su propio CTC. 

 El MTC ha sido mayormente estudiado con modelos en estado estacionario y considerando 

las propiedades termofísicas del tubo absorbedor independientes de la temperatura. 

 Hasta donde se sabe, no se han publicado soluciones analíticas de la ecuación de 

conducción de calor en estado transitorio y en 2D (𝑟, 𝜑), involucrando la DNUFC en un 

CCP, aparte del trabajo recientemente publicado derivado de esta tesis [92].  

 Hay una escasez de trabajos que abordan la transferencia de calor en el tubo absorbedor 

considerando los diversos PF para la transferencia de calor pared-fluido, y los que hay, en 

su gran mayoría, emplean el modelo homogéneo para el estudio termohidráulico del flujo 

agua vapor. Dicho modelo sólo debería ser aplicado a los patrones de flujo burbuja y niebla, 

básicamente, y no indiscriminadamente a todos los patrones de flujo [19]. 

 Los trabajos en los que se suelen seccionar la tubería en función de los diferentes PF y 

aplicar correlaciones específicas (o modelado) para cada PF (como lo hacen los códigos 

nucleares), muestran una mejor concordancia con los valores experimentales en relación a 

los trabajos que no los consideran. 

 No se han encontrado trabajos del modelado matemático del PF dryout para la GDV en 

CCP que estudien los gradientes térmicos en esta zona.  

 Los simuladores nucleares RELAP5 y ATHLET han mostrado ser confiables para estudios 

termohidráulicos de la GDV mediante CCP, pero es necesario adaptarlos para poder 
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incorporar todas las partes del elemento colector de calor de los CCP, para calcular las 

pérdidas de calor mediante los modelos térmicos y ópticos pertinentes, y no considerar estas 

pérdidas de calor mediante una eficiencia térmica global. Tampoco es posible incorporar 

en ellos condiciones de DNUFC que sean apropiadas para concentración solar. 

 El modelo a dos fluidos unidimensional, en su formulación de promediados en tiempo y 

espacio, ha sido muy empleado en el estudio termohidráulico del flujo bifásico en diversos 

campos de la ingeniería, debido a que ha demostrado estabilidad numérica cuando se tienen 

fases separadas y dispersas. Además, este es el modelo más completo para el estudio del 

flujo bifásico, ya que permite considerar las interacciones entre las fases y entre la pared 

con cada una de las fases. Sin embargo, para estudios de GDV en CCP, mayormente se ha 

empleado el modelo homogéneo. 

 La técnica numérica de diferencias finitas ha mostrado ser muy estable para la solución del 

modelo a dos fluidos, involucrando transferencia de calor e intercambio de masa interfacial. 

 El concepto de celda donante ha mostrado ayudar en la estabilidad numérica. 

 No existe un modelo numérico y transitorio que acople la ecuación de conducción de calor 

en 2D y el modelo a dos fluidos 1D para el PF dryout. Y que además considere las 

propiedades termofísicas del tubo absorbedor dependientes de la temperatura, el cálculo de 

un CTC para cada fase y la DNUFC. 

 

1.4  JUSTIFICACIÓN 

Con base a las conclusiones del estado del arte se observa la necesidad de desarrollar un simulador 

que incorpore modelos matemáticos y numéricos que acoplen la transferencia de calor conjugada 

en el tubo absorbedor de un CCP con el comportamiento termohidráulico del PF dryout (con base 

en el modelo a dos fluidos), y que además tome en cuenta la distribución no uniforme del flujo de 

calor en la pared del tubo y un coeficiente de transferencia de calor por convección para cada fase. 

Lo anterior con la finalidad de obtener campos o perfiles de los parámetros termohidráulicos más 

representativos del PF dryout y determinar los gradientes térmicos en las secciones transversales 
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del tubo absorbedor. Mediante este tipo de estudios es posible minimizar los riesgos de 

deformación del tubo absorbedor y a su vez puede ser útil para cuestiones de diseño, optimización 

de los tubos absorbedores de un CCP [38] y para ayudar a determinar las condiciones factibles de 

operación de los sistemas de GDV mediante CCP bajo este PF. 

 

1.5 OBJETIVOS Y ALCANCES 

De las conclusiones del estado del arte, se establecen los siguientes objetivos y alcances. 

 

1.5.1  Objetivo general 

Desarrollar un simulador para la modelación termohidráulica del flujo bifásico agua-vapor en el 

tubo absorbedor de un captador cilindroparabólico para la generación directa de vapor bajo la 

configuración del patrón de flujo dryout y considerando concentración solar. 

 

1.5.2 Objetivos específicos 

 Determinar las condiciones de operación bajo las cuales se presenta el patrón de flujo dryout 

en la generación directa de vapor. 

 Determinar los gradientes térmicos azimutales y coeficientes de transferencia de calor de 

mezcla y para cada fase.  

 Determinar las condiciones bajo las cuales la presencia del patrón de flujo dryout podría 

ser crítica. 

 Analizar la evolución del secado de la película líquida en diferentes secciones transversales 

a lo largo de la región del patrón de flujo dryout. 
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1.5.3 Alcances 

Se aplica el modelo a dos fluidos para el estudio termohidráulico del patrón de flujo dryout así 

como el modelo de transferencia de calor conjugada y el método MCRT para el estudio de la 

transferencia de calor en el tubo absorbedor de acero ferrítico de 25 m de longitud y diámetros 

interno y externo de 5 y 7 cm, respectivamente. El sistema de ecuaciones se discretiza utilizando 

el método de diferencias finitas. Los resultados son analizados en el estado cuasi-estacionario. El 

simulador se programa en lenguaje FORTRAN. El modelo toma en cuenta la variación geométrica 

del flujo dryout y la variación del CTC a lo largo y en secciones transversales de la tubería. El 

simulador se verifica termohidráulicamente con resultados del simulador comercial RELAP5 y se 

valida con datos experimentales de temperatura de Zarza [8]. El modelo térmico se verifica 

comparando los perfiles azimutales de temperatura en la pared del tubo absorbedor con los 

obtenidos por Serrano et al. [28]. Además el modelo térmico se valida comparando con datos 

experimentales de temperatura del absorbedor en los estados estacionario y transitorio reportados 

por Khanna et al. [61]. 

Los capítulos subsecuentes están ordenados de la siguiente manera (cuerpo de la tesis):  

 Capítulo 2. Modelo térmico en el tubo absorbedor 

 Capítulo 3. Modelo termohidráulico del flujo bifásico dryout 

 Capítulo 4. Verificación/validación de los simuladores desarrollados 

 Capítulo 5. Planteamiento de los casos de estudio del PF dryout 

 Capítulo 6. Estudios del flujo bifásico dryout 

 Capítulo 7. Conclusiones 

 

  



 

25 
 

 

CAPÍTULO 2 

 

 

2 MODELO TÉRMICO EN 

EL TUBO ABSORBEDOR 

 

En este capítulo se desarrolla el modelo numérico de la conducción de calor en 3D en la pared del 

tubo absorbedor de un CCP considerando DNUFC. Primero se plantea el modelo conceptual de la 

transferencia de calor, seguido del planteamiento del modelo matemático en 2D en estado 

transitorio así como sus adecuaciones para el estudio en 3D. Para este modelo fue posible obtener 

tanto soluciones numéricas como analíticas.   
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2.1 MODELO CONCEPTUAL  

En general, el problema de la conducción de calor en el tubo absorbedor de un CCP involucra una 

DNUFC sobre la pared exterior del tubo absorbedor y la transferencia de calor hacia un flujo 

bifásico en el interior. Con el fin de simplificar la representación del modelo conceptual, en la 

Figura 2.1 se muestra el tubo absorbedor sin cubierta de vidrio. Mientras que en la Figura 2.2 se 

muestra más a detalle los mecanismos de transferencia de calor en el tubo receptor completo (ver 

también la Figura 1.2). A su vez, la radiación solar incidente depende del ángulo de incidencia, el 

ángulo del seguimiento solar2, la eficiencia óptica, el factor de ensuciamiento y la razón de 

concentración solar. Y por otra parte, se tiene un flujo de calor hacia cada uno de las fases al interior 

del absorbedor. 

 

Figura 2.1. Modelo conceptual para la transferencia de calor en el absorbedor con DNUFC y con flujo bifásico. 

La transferencia de calor en un tubo absorbedor es conjugada, ya que los tres mecanismos de 

transferencia de calor se presentan, es decir, conducción, convección y radiación. En la Figura 2.2 

se muestran los diversos mecanismos de transferencia de calor que se presentan en un tubo 

absorbedor representados mediante resistencias térmicas (ver también Tabla 2.1). Después de 

                                                           
2 En esta tesis se considera un ángulo para ángulo de incidencia y otro para el seguidor solar. 
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considerar la eficiencia óptica del CCP, se tiene que la radiación solar incide en la pared externa 

del tubo absorbedor, lo que ocasiona que su temperatura incremente y ocurra una transferencia de 

calor en dos direcciones (considerando una sección transversal del absorbedor), una hacia el fluido 

(ganancia de calor) y otra hacia al ambiente (pérdidas). En primer lugar, la ganancia de calor del 

fluido, se tiene convección R1 de la pared interna del absorbedor hacia el HTF (sólo cuando la 

temperatura de pared del absorbedor está muy por encima a la temperatura del HTF también se 

puede considerar radiación). Se presenta conducción R2 (de la pared externa del absorbedor hacia 

su pared interna). Por otra parte, en las pérdidas de calor se tienen radiación R3 (de la pared externa 

del absorbedor a la pared interna de la cubierta de vidrio), conducción R4 (de la pared externa del 

absorbedor hacia el fluido en el espacio anular), convección R5 (de la pared externa del absorbedor 

hacia el fluido en el espacio anular), conducción R6 (del absorbedor hacia la estructura o soportes 

del CCP), conducción R7 (de la pared interna de la cubierta de vidrio hacia su pared externa), 

radiación R8 (de la pared externa de la cubierta de vidrio hacia el cielo) y finalmente convección 

R9 (de la pared externa de la cubierta de vidrio hacia el aire circundante). 

 

Figura 2.2. Modelo conceptual de resistencias térmicas para el modelo de transferencia de calor en el tubo receptor 

(ver Figura 1.2). 
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Tabla 2.1. Nomenclatura de las resistencias térmicas. 

Resistencia térmica Mecanismo de transferencia de calor 

R1 Convección absorbedor-HTF  

R2 Conducción a través del absorbedor 

R3 Radiación absorbedor-vidrio 

R4 Conducción espacio anular 

R5 Convección absorbedor-espacio anular 

R6 Conducción absorbedor-estructura 

R7 Conducción a través del vidrio 

R8 Radiación vidrio-cielo 

R9 Convección vidrio-ambiente 

Para simplificar el análisis, y teniendo en cuenta el estudio de Odeh et al. [81], las resistencias 

térmicas R3-R9 se agrupan en una sola para representar las pérdidas de calor totales del absorbedor 

(𝑄𝑙𝑜𝑠𝑠
′′ , ver Sección 2.2.2). Las otras dos resistencias y el flujo de calor concentrado (con una 

DNUFC) se consideran de forma explícita. La R1 se obtiene mediante las ecuaciones presentadas 

Apéndice D (Sección 9.4). 

En la Figura 2.3 se presenta un diagrama del modelo conceptual simplificado de la transferencia 

de calor en el tubo bajo estudio, simplificando la unidad colectora de calor únicamente al tubo 

absorbedor. En dicho diagrama se puede apreciar, de manera general, las condiciones de DNUFC.  

Las consideraciones principales son: i) condiciones de frontera lineales, ii) modelo transitorio en 

2D, es decir, T(𝑟, 𝜑, 𝑡), iii) tubo rígido con sección circular constante, iv) propiedades termofísicas 

del absorbedor dependientes de la temperatura (Sección 2.2.4), v) distribución no uniforme de flujo 

de calor en la superficie exterior del tubo absorbedor (Sección 2.2.3), DNUFC, donde este término 

ya considera las pérdidas de calor (al menos que se indique lo contrario), vi) convección forzada 

turbulenta en el interior del absorbedor, considerando que el flujo bifásico tiene un CTC para cada 

fase (al menos que se indique lo contrario), vii) no se consideran la deformación ni los esfuerzos 

térmicos y, viii) la conducción de calor axial es despreciable [33,101]. 
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Figura 2.3. Modelo de conducción de calor simplificado para el absorbedor. 

 

2.2 MODELO MATEMÁTICO 

A continuación se presentan las principales ecuaciones utilizadas para resolver la transferencia de 

calor en el tubo absorbedor. 

 

2.2.1 Ecuación de conducción de calor y condiciones de frontera 

Con base a las suposiciones y consideraciones hechas en la Sección 2.1, la ecuación de conducción 

de calor en estado transitorio, en 2D, sin generación interna de calor, para un sólido homogéneo e 

isotrópico, y en coordenadas cilíndricas, es la que se enuncia en la Ec. (2.1) [77,78]. 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑘𝑎𝑟

𝜕𝑇

𝜕𝑟
) +

1

𝑟2

𝜕

𝜕𝜑
(𝑘𝑎

𝜕𝑇

𝜕𝜑
) = 𝜌𝑎𝐶𝑝

𝜕𝑇

𝜕𝑡
 (2.1) 

donde 𝜑 es la coordenada azimutal en rad, 𝑟 es la coordenada radial en m, 𝑡 es la coordenada 

temporal en s, 𝑇𝑓 es la temperatura del fluido en K, 𝑘𝑎 es la conductividad térmica del material en 

W/mK, 𝜌𝑎 es la densidad del absorbedor kg/m3 y 𝐶𝑝 es el calor específico a presión constante en 

J/kgK. La Ec. (2.1) debe estar sujeta a las condiciones de frontera dadas por las Ecs. (2.2)–(2.5). 
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−𝑘𝑎

𝜕𝑇

𝜕𝑟
+ 𝐻𝑓𝑇 = 𝐻𝑓𝑇𝑓(𝜑)     𝑒𝑛 𝑟 = 𝑟𝑎,𝑖  𝑦 0 ≤ 𝜑 ≤ 2𝜋 (2.2) 

𝑘𝑎

𝜕𝑇

𝜕𝑟
= 𝑄𝑇

′′(𝜑)     𝑒𝑛 𝑟 = 𝑟𝑎,𝑒   𝑦 0 ≤ 𝜑 ≤ 2𝜋 (2.3) 

𝑘𝑎

𝜕𝑇

𝜕𝑟
|
𝜑=0

= 𝑘𝑎

𝜕𝑇

𝜕𝑟
|
𝜑=2𝜋

   𝑒𝑛 𝜑 = 0 𝑦 𝑟𝑎,𝑖 <  𝑟 < 𝑟𝑎,𝑒  
(2.4) 

𝑘𝑎

𝜕𝑇

𝜕𝑟
|
𝜑=0

= 𝑘𝑎

𝜕𝑇

𝜕𝑟
|
𝜑=2𝜋

   𝑒𝑛 𝜑 = 2𝜋 𝑦 𝑟𝑎,𝑖 <  𝑟 < 𝑟𝑎,𝑒   
(2.5) 

Y sujeta a la condición inicial dada por la Ec. (2.6). 

𝑇(𝜑, 𝑟) =  𝑇0     𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑟𝑎,𝑖 ≤ 𝑟 ≤ 𝑟𝑎,𝑒  𝑦  0 ≤ 𝜑 ≤ 2𝜋  𝑒𝑛 𝑡 = 0 (2.6) 

Siendo 𝑟𝑎,𝑖 el diámetro interior y 𝑟𝑎,𝑒 el diámetro exterior, ambos en m. Y 𝐻𝑓 es el coeficiente de 

transferencia de calor por convección del fluido en W/m2K. 

La Ec. (2.2) indica que hay transferencia de calor por convección desde la pared interna del tubo 

hacia el fluido, y que la temperatura puede variar también en la dirección azimutal. Mientras que 

la Ec. (2.3) representa que existe un flujo de calor neto que incide sobre la pared externa de la 

tubería. 

Por otra parte, cuando la temperatura del tubo no cambia con el tiempo, se ha alcanzado el estado 

estacionario o permanente. Para el caso contrario, se tiene estado transitorio. En este trabajo, se 

han considerado ambos estados, estacionario y transitorio. Sin embargo, las soluciones se plantean 

para el estado transitorio con la finalidad de simplificar las ecuaciones. Una vez que se han 

planteado las soluciones para el estado transitorio, el estado estacionario se puede obtener de ella. 

 

2.2.2 Flujo de calor absorbido y pérdidas de calor 

El flujo de calor total que le estaría llegando al absorbedor se determina mediante las Ecs. (2.7)–

(2.9). De manera general, en la Ec. (2.7) el flujo de calor entrante y las pérdidas de calor toman en 
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cuenta la variación azimutal. 

𝑄𝑇
′′(𝜑) = 𝑄𝑠𝑜𝑙𝑎𝑟

′′ (𝜑) − 𝑄𝑙𝑜𝑠𝑠
′′ (𝜑) (2.7) 

𝑄𝑠𝑜𝑙𝑎𝑟
′′ (𝜑) = 𝐿𝐶𝑅(𝜑)𝐷𝑁𝐼𝑒𝑓𝑓  (2.8) 

𝐷𝑁𝐼𝑒𝑓𝑓 = 𝐷𝑁𝐼 cos 𝜃𝑖𝑛𝑐 𝐾(𝜃𝑖𝑛𝑐)𝜂𝑜𝑝𝑡,0°𝐹𝑒 (2.9) 

donde 𝑄𝑠𝑜𝑙𝑎𝑟
′′ (𝜑) es el flujo de calor solar efectivo concentrado en W/m2, 𝑄𝑙𝑜𝑠𝑠

′′ (𝜑) es el flujo de 

pérdida de calor total en W/m2, 𝐷𝑁𝐼𝑒𝑓𝑓 es la radiación solar directa efectiva en W/m2, 𝐿𝐶𝑅(𝜑) 

es la razón de concentración local, 𝜃𝑖𝑛𝑐 es el ángulo de incidencia en °, 𝜂𝑜𝑝𝑡,0° es la eficiencia óptica 

pico cuando el ángulo de incidencia es cero, 𝐾(𝜃𝑖𝑛𝑐) es el modificador del ángulo de incidencia, y 

𝐹𝑒 es el factor de ensuciamiento.  

De acuerdo a las consideraciones establecidas en la Sección 2.1, respecto a los flujos de calor desde 

la pared externa del tubo absorbedor hacia el ambiente o el tubo de vidrio (pérdidas de calor), estos 

flujos pueden englobarse o determinarse a partir de una expresión experimental de pérdidas de 

calor. Para el CCP LS3 del sistema DISS esta ecuación está dada por la Ec. (2.10) [8]. 

𝑄𝑙𝑜𝑠𝑠
′′ = {

0.687257∆𝑇 + 1.94 × 10−3∆𝑇2 + 2.6 × 10−5∆𝑇3,    𝑇𝑎𝑏𝑠 ≤ 473.15 𝐾

1.433242∆𝑇 − 5.66 × 10−3∆𝑇2 + 4.6 × 10−5∆𝑇3,    473.15 𝐾 < 𝑇𝑎𝑏𝑠 < 573.15 𝐾

2.895474∆𝑇 − 16.4 × 10−3∆𝑇2 + 6.5 × 10−5∆𝑇3,    𝑇𝑎𝑏𝑠 ≥ 573.15 𝐾

 (2.10) 

donde ∆𝑇 se considera como la diferencia de temperatura entre la temperatura media de la pared 

del absorbedor y la temperatura del aire en el ambiente exterior. Una vez obtenidas las pérdidas de 

calor se puede calcular la eficiencia térmica (𝜂) con la Ec (2.11). 

𝜂 =
𝑄𝑠𝑜𝑙𝑎𝑟

′′ − 𝑄𝑙𝑜𝑠𝑠
′′

𝑄𝑠𝑜𝑙𝑎𝑟
′′  (2.11) 

𝐾(𝜃𝑖𝑛𝑐) y 𝜂𝑜𝑝𝑡,0° para el sistema DISS están dadas por las Ecs. (2.12) y (2.13), respectivamente. 

Mientras que la función 𝐿𝐶𝑅(𝜑) se aborda en la Sección 2.2.3. 

𝐾(𝜃𝑖𝑛𝑐) = {
1 + 𝑎 ∙ 𝜃𝑖𝑛𝑐 + 𝑏 ∙ 𝜃𝑖𝑛𝑐

2 + 𝑐 ∙ 𝜃𝑖𝑛𝑐
3 + 𝑑 ∙ 𝜃𝑖𝑛𝑐

4 , 0° ≤ 𝜃𝑖𝑛𝑐 < 80°
0,      80° ≤ 𝜃𝑖𝑛𝑐 ≥ 90°

 (2.12) 
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donde 𝑎 = −2.23073 × 10−4, 𝑏 = −1.1 × 10−4, 𝑐 = 3.18596 × 10−6 y 𝑑 = −4.85509 × 10−8. 

𝜂𝑜𝑝𝑡,0° = 0.63 (2.13) 

Se tomó este valor ya que es el más aproximado para el captador 9 del sistema DISS de acuerdo a 

la referencia [85]. Este captador, junto con el captador 10, son los dos captadores que se analizan 

en esta tesis porque en ellos se presenta el patrón de flujo dryout bajo ciertas condiciones de 

operación. 

2.2.3 Cálculo de la distribución no uniforme del flujo de calor (DNUFC) 

Para una distribución uniforme de flujo de calor el valor del 𝐿𝐶𝑅(𝜑) en la Ec. (2.8) será constante 

(igual a la razón de concentración, 𝐶𝑠𝑜𝑙) y puede expresarse como [8]: 

𝐿𝐶𝑅(𝜑) = 𝐶𝑠𝑜𝑙 =
𝐴𝑝𝑒𝑟𝑡𝑢𝑟𝑎

𝜋𝐷𝑎,𝑒

 (2.14) 

donde 𝐴𝑝𝑒𝑟𝑡𝑢𝑟𝑎 es la apertura del espejo reflector en m y 𝐷𝑎,𝑒 es el diámetro externo del 

absorbedor en m. 

Por otra parte, una función 𝐿𝐶𝑅(𝜑) fue obtenida para el LS3 usando el software SolTrace, el cual 

utiliza el método de trazado de rayos de Monte Carlo [34] comentado en la Sección 1.1. Dicha 

distribución puede verse en la Figura 2.4. Estos datos son discretos (39 datos en el intervalo de 𝜑 

entre 0 y 2𝜋), los cuales en primera instancia se habían tratado de aproximar a una función 

polinomial usando Microsoft Excel 2013. Sin embargo, dicho polinomio no reprodujo bien los 

datos (ver Figura 2.4). Por lo tanto, para la realización del presente trabajo de tesis se optó por 

utilizar los valores discretos e interpolar linealmente en función de la dirección azimutal. 

Aun cuando la distribución LCR empleada en esta tesis no fue obtenida directamente para el caso 

a analizar, es válida porque corresponde al mismo sistema físico de estudio, el sistema DISS, y 

dado que lo importante es determinar el efecto de la DNUFC, se empleó esta información. Por otra 

parte, un ajuste fue realizado con la finalidad de no alterar el flujo de calor global cuando se tiene 

una DNUFC. Dicho ajuste se presenta mediante un factor, dada por la Ec. (2.15), en función del 

promedio del LCR y la razón de concentración (𝐶𝑠𝑜𝑙) del caso de Elsafi [85]. De esta forma, la Ec. 

(2.8) se transforma en la Ec. (2.16). 
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Figura 2.4. Datos de LCR obtenidos con SolTrace comparados con una función polinomial. 

 

𝑓𝑎𝑐𝑡𝑜𝑟 =
𝐶𝑠𝑜𝑙

∫ 𝐿𝐶𝑅(𝜑)𝑑𝜑
2𝜋

𝜑=0

2𝜋

 
(2.15) 

𝑄𝑠𝑜𝑙𝑎𝑟
′′ (𝜑) = 𝑓𝑎𝑐𝑡𝑜𝑟 ∙ 𝐿𝐶𝑅(𝜑)𝐷𝑁𝐼𝑒𝑓𝑓 (2.16) 

donde 𝐷𝑁𝐼𝑒𝑓𝑓 ya ha sido definido con la Ec. (2.9). 

Para obtener diferentes LCR al variar el ángulo del seguidor solar (ver Figura 1.1) se implementan 

las siguientes condiciones dadas por la Ec. (2.17). 

𝐿𝐶𝑅𝜓(𝜑) = {

𝐿𝐶𝑅(𝜑 − 𝜓),    0 ≤ 𝜑 − 𝜓 ≤ 2𝜋 

𝐿𝐶𝑅(𝜑 − 𝜓 − 2𝜋),    𝜑 − 𝜓 > 2𝜋 

𝐿𝐶𝑅(𝜑 − 𝜓 + 2𝜋),   𝜑 − 𝜓 < 0 

 (2.17) 

donde 𝜓 es el ángulo del seguidor solar (debe ser ingresado en rad), y 𝐿𝐶𝑅𝜓(𝜑) es la función LCR 

desfasada 𝜓 en contra de las manecillas del reloj. Usando la Ec. (2.17) se obtienen las gráficas de 

la Figura 2.5 (aquí las gráficas se han convertido a grados para una mejor apreciación). También 

es importante mencionar que los valores del LCR mostrados en la Figura 2.5 difieren de la Figura 

2.4 ya que falta multiplicar por el término 𝑓𝑎𝑐𝑡𝑜𝑟. 
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Figura 2.5. Gráfica polar (izquierda) y perfil azimutal de la función LCR con diferentes ángulos del seguidor solar 

(medidos desde la vertical y en contra del movimiento de las manecillas del reloj). 

 

2.2.4 Propiedades termofísicas de los materiales 

A continuación en la Tabla 2.2 se presentan las propiedades termofísicas del acero ferrítico A335 

P22 usado en el sistema DISS y de un acero inoxidable. Por otra parte, en la Figura 2.6 se incluye 

la gráfica para los datos de la conductividad térmica y una aproximación lineal usando Microsoft 

Excel 2013. 

Tabla 2.2. Propiedades termofísicas de dos materiales diferentes [58]. 

T (K) 
Acero ferrítico Acero inoxidable 

𝒌𝒂 (𝐖/𝐦𝐊) 𝑪𝑷(𝐉/𝐤𝐠𝐊) 𝒌𝒂 (𝐖/𝐦𝐊) 𝑪𝑷(𝐉/𝐤𝐠𝐊) 

293.15 63 482 14.3 472 

373.15 59.3 494 15.8 501 

473.15 54.6 520 17.5 525 

573.15 49.9 555 19 532 

673.15 45.2 603 20.5 555 

773.15 40.5 662 21.9 582 
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Figura 2.6 Linealización de la conductividad térmica para ambos materiales de la Tabla 2.2. 

Así, las ecuaciones obtenidas para el acero ferrítico y el inoxidable están dadas en las Ecs. (2.18) 

y (2.19), respectivamente. La temperatura del material se ingresa en K. 

𝑘𝑎 = −0.0469𝑇 + 76.783, 293.15 K ≤ T ≤  773.15 K (2.18) 

𝑘𝑎 = 0.0157𝑇 + 9.8788, 293.15 K ≤ T ≤  773.15 K (2.19) 

 

2.3 SOLUCIÓN ANALÍTICA 

Para resolver analíticamente la Ec. (2.1) junto con las condiciones de frontera y la condición inicial 

dadas por las Ecs. (2.2)–(2.5) y (2.6), respectivamente, es necesario establecer que las propiedades 

del absorbedor son constantes. Para obtener la solución se aplica el método de separación de 

variables y el principio de superposición como se describe a continuación. El modelo térmico y el 

desarrollo de la solución analítica fue publicado en [92]. 

En la Figura 2.7 se muestra la partición del problema general (transitorio en 2D con condiciones 

de fronteras no homogéneas) en dos problemas más simples, un problema homogéneo (transitorio 

con condiciones de fronteras homogéneas) y un problema no homogéneo (estacionario con 

condiciones de fronteras no homogéneas). 
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Figura 2.7. Esquema del principio de superposición. 

2.3.1 Estado estacionario 

Con la finalidad de reducir la extensión del cuerpo del documento la obtención de la solución 

analítica en estado estacionario se incluye en la Sección 9.1 y aquí solo se presenta su forma final 

(para las definiciones de las variables referirse a la Figura 2.7).  

𝑇𝑠𝑠(𝑟, 𝜑) = 𝑇𝑓 +
𝑟𝑎,𝑒

2𝜋𝑟𝑎,𝑖𝐻𝑓𝑘
(𝑘𝑎 + 𝑟𝑎,𝑖𝐻𝑓 ln

𝑟

𝑟𝑎,𝑖

) ∙ ∫ 𝑄𝑇
′′(𝜑′)𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

+ ∑ [
𝑟𝑎,𝑒

𝜋𝑘𝑎𝑛

(𝑘𝑎𝑛 + 𝑟𝑎,𝑖𝐻𝑓)𝑟
𝑛 + 𝑟𝑎,𝑖

2𝑛(𝑘𝑎𝑛 − 𝑟𝑎,𝑖𝐻𝑓)𝑟
−𝑛

(𝑘𝑎𝑛 + 𝑟𝑎,𝑖𝐻𝑓)𝑟𝑎,𝑒
𝑛 − 𝑟𝑎,𝑖

2𝑛(𝑘𝑎𝑛 − 𝑟𝑎,𝑖𝐻𝑓)𝑟𝑎,𝑒
−𝑛

∞

𝑛=1

∙ ∫ Q𝑇
′′(𝜑′) cos 𝑛(𝜑 − 𝜑′) 𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

] 

(2.20) 

2.3.2 Estado transitorio 

La solución presentada en la Ec. (2.21) se obtuvo siguiendo la metodología de Özişik [77] y Hank 



TecNM/CENIDET  Roger Cundapí, 2021 

 

37 
 

y Özişik [78]. El problema general en estado transitorio con condiciones de frontera no 

homogéneas, se separó en dos problemas más simples (método de superposición). En la Figura 2.7 

se muestra un esquema de cómo se lleva a cabo este método. El primer problema es no homogéneo 

en estado estacionario, el cual incluye las dos condiciones de fronteras no homogéneas y ya se ha 

presentado en la Sección 2.3.1. Mientras que el segundo problema es homogéneo, el cual representa 

la parte transitoria de la solución general. La solución de este problema en estado estacionario se 

muestra en la Ec. (2.20) y se incorpora en la Ec. (2.21) a través de la Ec.(2.24). 

𝑇(𝑟, 𝜑, 𝑡) = ∑ ∑
𝑒−𝛼𝛽𝑚

2 𝑡𝑅𝜈(𝛽𝑚, 𝑟)

𝑛𝜈𝜋𝑁(𝛽𝑚)
∫ ∫ 𝐺0(𝑟, 𝜑′)𝑟′𝑅𝜈(𝛽𝑚, 𝑟′) ∙ 𝑐𝑜𝑠

𝑟𝑎,𝑒

𝑟′=𝑟𝑎,𝑖

𝜈(𝜑
2𝜋

𝜑′=0

∞

𝜈=0

∞

𝑚=0

− 𝜑′)𝑑𝑟′𝑑 𝜑′ 

(2.21) 

donde 

𝑛𝜈 = {
2         𝑝𝑎𝑟𝑎  𝜈 = 0

1         𝑝𝑎𝑟𝑎  𝜈 ≥ 1
 (2.22) 

𝑅𝜈(𝛽𝑚, 𝑟) = 𝑌𝜈 ′(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑒)𝐽𝜈(𝛽𝑚𝑟) − 𝐽𝜈′(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑒)𝑌𝜈(𝛽𝑚𝑟) (2.23) 

𝐺0(𝑟, 𝜑) = 𝑇0(𝑟, 𝜑) − 𝑇𝑠𝑠(𝑟, 𝜑) (2.24) 

𝑁(𝛽𝑚) = ∫ [𝑟′𝑅𝜈(𝛽𝑚, 𝑟′)]2𝑑𝑟′
𝑟𝑎,𝑒

𝑟′=r𝑎,𝑖

 
(2.25) 

Y 𝛽𝑚 son todas las raíces de la Ec. (2.26). 

−𝑘𝑎[𝑌𝜈
′(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑒)𝐽𝜈′(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑖) − 𝐽𝜈

′ (𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑒)𝑌𝜈′(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑖)] + 𝐻𝑓 [[𝑌𝜈
′(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑒)𝐽𝜈(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑖) −

𝐽𝜈
′ (𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑒)𝑌𝜈(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑖)]] =0 

(2.26) 

Y las derivadas de las funciones de Bessel se definen en las Ecs. (2.30). 
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𝐽𝜈
′(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑖) =

𝑑𝐽𝜈
𝑑𝑟

|
𝑟=𝑟𝑎,𝑖

 

𝐽𝜈
′ (𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑒) =

𝑑𝐽𝜈
𝑑𝑟

|
𝑟=𝑟𝑎,𝑒

 

𝑌𝜈
′(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑖) =

𝑑𝑌𝜈

𝑑𝑟
|
𝑟=𝑟𝑎,𝑖

 

𝑌𝜈
′(𝛽𝑚𝑟𝑎,𝑒) =

𝑑𝑌𝜈

𝑑𝑟
|
𝑟=𝑟𝑎,𝑒

 

(2.27) 

Para el caso particular de la Ec. (2.23), esta incluye las funciones ordinarias de Bessel de primera 

clase 𝐽𝜈 (y su derivada 𝐽𝜈
′ ) y de segunda clase 𝑌𝜈 (y su derivada 𝑌𝜈

′). Para mayor detalle de estas 

ecuaciones referirse a Arfken [102], Özişik [77] y Hahn y Özişik [78]. En este trabajo se utilizaron 

las aproximaciones polinomiales de Abramowitz y Stegun [103] porque son más fáciles de 

programar y sus aproximaciones están en el orden de 10−8. 

 

2.4 SOLUCIÓN NUMÉRICA POR EL MÉTODO DE DIFERENCIAS 
FINITAS 

Para la solución numérica las propiedades termofísicas del absorbedor se consideran dependientes 

de la temperatura. La solución numérica que se describe en esta sección puede utilizarse para casos 

más simples (propiedades constantes, flujo de calor uniforme, CTC iguales para ambas fases, malla 

uniforme, etc.) anulando ciertos términos, sin violar ninguna ley física ni matemática. Dicho lo 

anterior, se realizan las derivadas parciales de ambos términos de la Ec. (2.1), lo que resulta en la 

Ec. (2.28), que es la ecuación a discretizar, la cual está sujeta a las condiciones de frontera e inicial 

dadas en las Ecs. (2.2)–(2.6).  

𝑘𝑎

𝜕2𝑇

𝜕𝑟2
+

1

𝑟

𝜕𝑇

𝜕𝑟

𝜕𝑘𝑎𝑟

𝜕𝑟
+

𝑘𝑎

𝑟2

𝜕2𝑇

𝜕𝜑2
+

1

𝑟2

𝜕𝑇

𝜕𝜑

𝜕𝑘𝑎

𝜕𝜑
= 𝜌𝐶𝑃

𝜕𝑇

𝜕𝑡
 (2.28) 

La técnica numérica de discretización empleada en este trabajo es el método de diferencias finitas 

completamente implícito en el tiempo y considerando esquemas de segundo orden tanto para los 
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nodos internos (esquema centrado) como para las fronteras físicas y las fronteras de la condición 

de periodicidad. Con lo anterior se busca volver la EDP que es exacta y continua en el dominio 

0 ≤ 𝜑 ≤ 2𝜋 y 𝑟𝑎,𝑖 ≤ 𝑟 ≤ 𝑟𝑎,𝑒, en un sistema de ecuaciones algebraicas que resulta discreto. Los 

puntos discretos se determinan mediante una malla numérica (ver Figura 2.8), la cual servirá para 

referenciar las coordenadas en el medio físico, para después obtener el valor numérico 

(aproximado) de la temperatura en cada punto (llamado nodo) a través de un método de inversión 

de la matriz resultante. Aunque en la Figura 2.8 se aprecia una malla uniforme, la discretización se 

plantea considerando que se podría tener una malla no uniforme. 

 

Figura 2.8. Malla numérica 2D utilizada para el MDF. 

Los esquemas implementados son las que se presentan en las Ecs. (2.29) y (2.30), para las derivadas 

parciales de segundo orden. 

𝜕2𝑇

𝜕𝜑2
=

2[𝛿𝐸𝑃𝑇𝑖+1,𝑗
𝑛+1 − (𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)𝑇𝑖,𝑗

𝑛+1 + 𝛿𝑃𝑊𝑇𝑖−1,𝑗
𝑛+1 ]

𝛿𝐸𝑃𝛿𝑃𝑊(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)
 (2.29) 

𝜕2𝑇

𝜕𝑟2
=

2[𝛿𝑁𝑃𝑇𝑖,𝑗+1
𝑛+1 − (𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)𝑇𝑖,𝑗

𝑛+1 + 𝛿𝑃𝑆𝑇𝑖,𝑗−1
𝑛+1 ]

𝛿𝑁𝑃𝛿𝑃𝑆(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
 (2.30) 
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Las aproximaciones anteriores tienen un error de truncamiento de segundo orden, es decir (∆𝜑̅̅ ̅̅ 2 y 

∆𝑟̅̅ ̅2). Para la derivada parcial de primer orden en dirección radial se aplica también un esquema 

central como se muestra en al Ec. (2.31). Un esquema análogo se aplica para la derivada parcial de 

primer orden de la temperatura en la dirección azimutal y para ambas derivadas parciales de la 

conductividad térmica. 

𝜕𝑇

𝜕𝑟
=

𝑇𝑖,𝑗+1
𝑛+1 − 𝑇𝑖,𝑗−1

𝑛+1

𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆

 (2.31) 

Siendo el error de truncamiento también de segundo orden. Mientras que la aproximación para el 

término temporal está dada por la Ec. (2.32). 

𝜕𝑇

𝜕𝑡
=

𝑇𝑖,𝑗
𝑛+1 − 𝑇𝑖,𝑗

𝑛

∆𝑡
 (2.32) 

La forma final de la ecuación algebraica obtenida después de aplicar estos esquemas de 

discretización y agrupar los términos semejantes se obtiene la Ec. (2.33). La cual resulta en una 

matriz pentadiagonal y aquí se resuelve con el algoritmo de línea por línea en la dirección R. 

𝐴𝑃𝑇𝑖,𝑗
𝑛+1 + 𝐴𝑁𝑇𝑖,𝑗+1

𝑛+1 + 𝐴𝑆𝑇𝑖,𝑗−1
𝑛+1 + 𝐴𝐸𝑇𝑖+1,𝑗

𝑛+1 + 𝐴𝑊𝑇𝑖−1,𝑗
𝑛+1 = 𝐵𝑖,𝑗 (2.33) 

donde los coeficientes para la Ec. (2.33) están dados por las Ecs. (2.34)–(2.39). 

𝐴𝑃 =
𝜌𝑖,𝑗

𝑛 𝐶𝑃𝑖,𝑗
𝑛

∆𝑡
+

2𝑘𝑎𝑖,𝑗
𝑛

𝛿𝑁𝑃𝛿𝑃𝑆

+
2𝑘𝑎𝑖,𝑗

𝑛

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃𝛿𝑃𝑊

 
(2.34) 

𝐴𝑁 = −
2𝑘𝑎𝑖,𝑗

𝑛

𝛿𝑃𝑆(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
−

𝑘𝑎𝑖,𝑗+1
𝑛 𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑎𝑖,𝑗−1

𝑛 𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

 
(2.35) 

𝐴𝑆 = −
2𝑘𝑎𝑖,𝑗

𝑛

𝛿𝑁𝑃(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
+

𝑘𝑎𝑖,𝑗+1
𝑛 𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑎𝑖,𝑗−1

𝑛 𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

 (2.36) 
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𝐴𝐸 = −
2𝑘𝑎𝑖,𝑗

𝑛

𝑟𝑗
2𝛿𝑃𝑊(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

−
𝑘𝑎𝑖+1,𝑗

𝑛 − 𝑘𝑎𝑖−1,𝑗
𝑛

𝑟𝑗
2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2

 (2.37) 

𝐴𝑊 = −
2𝑘𝑎𝑖,𝑗

𝑛

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

+
𝑘𝑎𝑖+1,𝑗

𝑛 − 𝑘𝑎𝑖−1,𝑗
𝑛

𝑟𝑗
2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2

 
(2.38) 

𝐵𝑖,𝑗 =
𝜌𝑖,𝑗

𝑛 𝐶𝑃𝑖,𝑗
𝑛

∆𝑡
𝑇𝑖,𝑗

𝑛  
(2.39) 

𝛿𝐸𝑃 = 𝜑𝑖+1 − 𝜑𝑖;  𝛿𝑃𝑊 = 𝜑𝑖 − 𝜑𝑖−1;  𝛿𝑁𝑃 = 𝑟𝑗+1 − 𝑟𝑗;  𝛿𝑃𝑆 = 𝑟𝑗 − 𝑟𝑗−1 (2.40) 

Las Ecs. (2.34)–(2.39) sólo consideran los nodos internos, por lo que para obtener los valores de 

estos parámetros en las fronteras se debe usar la Tabla 2.3. Aunque también podrían usarse 

condiciones de frontera de segundo orden, como lo hicieron Serrano et al. [28]. 

Tabla 2.3. Valores de los coeficientes en las fronteras para diferentes casos de CF de primer orden. 

Coeficiente 
𝑻(𝝋, 𝒓) = 𝑻𝒇𝒓𝒐𝒏𝒕𝒆𝒓𝒂 𝒌𝒂

𝝏𝑻

𝝏𝒓
= 𝑸𝑻

′′ −𝒌
𝝏𝑻

𝝏𝒓
+ 𝑯∞𝑻 = 𝑯∞𝑻∞ 

𝒓 = 𝒓𝒂,𝒊 𝒓 = 𝒓𝒂,𝒆 𝒓 = 𝒓𝒂,𝒊 𝒓 = 𝒓𝒂,𝒆 𝒓 = 𝒓𝒂,𝒊 𝒓 = 𝒓𝒂,𝒆 

𝐴𝑃 1 1 1 1 1 1 

𝐴𝑊 0 0 0 0 0 0 

𝐴𝐸 0 0 0 0 0 0 

𝐴𝑆 
0 0 0 −1 0 

−𝑘𝑎

𝑘𝑎 + 𝐻∞∆𝑅
 

𝐴𝑁 
0 0 −1 0 

−𝑘𝑎

𝑘𝑎 + 𝐻∞∆𝑅
 0 

𝐵 
𝑇𝑆 𝑇𝑁 −

∆𝑅

𝑘𝑎

𝑄𝑇
′′ 

∆𝑅

𝑘𝑎

𝑄𝑇
′′ 

𝐻∞∆𝑅

𝑘𝑎 + 𝐻∞∆𝑅
𝑇∞ 

𝐻∞∆𝑅

𝑘𝑎 + 𝐻∞∆𝑅
𝑇∞ 

Para resolver el sistema de ecuaciones resultantes se emplea el método de eliminación línea a línea 

en la dirección radial. 
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CAPÍTULO 3 

 

 

3 MODELO 

TERMOHIDRÁULICO 

DEL FLUJO BIFÁSICO 

DRYOUT 

 

Se plantean el modelo conceptual del flujo bifásico dryout, el modelo matemático 1D en estado 

transitorio con base al modelo a dos fluidos, así como también el método numérico empleado para 

su solución. Finalmente se plantea el acoplamiento de este modelo con el térmico de la Sección 

2.4.  
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3.1 MODELO CONCEPTUAL 

Como ya se ha comentado previamente (Capítulo 1), en la GDV, el vapor es generado directamente 

dentro de los absorbedores de los CCP. Para el modo de operación de un solo paso es prácticamente 

imposible que no surja el PF dryout, antecediéndole otros PF como el anular y estratificado (liso u 

ondulado) y transformándose a niebla e inclusive a vapor sobrecalentado.  

En la Figura 3.1 se plantea un modelo conceptual general de un flujo bifásico bajo el enfoque del 

modelo a dos fluidos. Se esquematiza una tubería calentada que transporta un flujo bifásico 

agua/vapor en condiciones de saturación. En el fluido intervienen los siguientes fenómenos: 

esfuerzos cortantes en la interfase (𝜏𝑖), esfuerzos cortantes fluido-pared (𝜏𝑔𝑤 y 𝜏𝑙𝑤), flujo de calor 

en la interfase (𝑄𝑖
′′), flujo de calor fluido-pared (𝑄𝑤𝑔

′′  y 𝑄𝑤𝑓
′′ ), transferencia de masa 𝛤𝑘 (que es la 

suma de la transferencia de masa interfacial 𝛤𝑖𝑔 y transferencia de masa en la pared 𝛤𝑤, ambas 

debido al cambio de fase).  

 

Figura 3.1. Modelo conceptual de un flujo bifásico bajo el enfoque del modelo a dos fluidos y secciones 

transversales de la tubería en la región dryout. 

Las consideraciones hechas son: modelo unidimensional en dirección 𝑧, tubería horizontal con 

sección transversal constante, modo de operación de un solo paso, no se consideran fuentes ni 

sumideros de masa en el fluido, no hay generación de calor interna, el fluido es un solo componente 

(agua) bifásico, ambas fases y la interfase tienen la misma presión (excepto para el flujo 

estratificado), flujo bifásico (varios patrones de flujo pero principalmente el dryout) con la 
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posibilidad de convertirse en vapor sobrecalentado, tubería calentada de manera no uniforme en 

las direcciones axial y azimutal, se considera el efecto de las columnas de fluido para la ecuación 

de momentum [17,94,104,105], ambas fases tienen la misma temperatura (equilibrio térmico)3 la 

cual es la temperatura de saturación a la presión local como lo propone Jones [106]. 

 

3.2 MODELO MATEMÁTICO 

Para que el modelo matemático quede completo se necesitan las ecuaciones gobernantes, 

condiciones de cerradura para dichas ecuaciones (masa, momentum y energía), además de un mapa 

de patrones de flujo como un criterio para seleccionar las correlaciones de cerradura a emplear. 

 

3.2.1 Ecuaciones de conservación 

El modelo termohidráulico a dos fluidos es capaz de describir el comportamiento del flujo bifásico 

de una manera más cercana a la realidad, ya que aplica las ecuaciones de conservación de masa, 

momentum y energía de manera separada para cada fase promediadas en tiempo y espacio, bajo la 

aproximación de un medio continuo. La formulación del modelo a dos fluidos que se describe en 

esta tesis, es una adaptación al modelo del simulador comercial RELAP5 [107], que a su vez parte 

del planteamiento de Lahey y Drew [108]. Las definiciones de los términos de las ecuaciones de 

conservación, su derivación y las simplificaciones del modelo original de Lahey y Drew [108] se 

describen en la Sección 9.3. A continuación se presenta el modelo unidimensional que se aplica 

para el desarrollo del presente trabajo, bajo las consideraciones establecidas en la sección previa. 

3.2.1.1 Ecuación de conservación de masa 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑘𝜌𝑘) +

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑘𝜌𝑘𝑣𝑘𝐴) = 𝛤𝑘 (3.1) 

donde la generación de masa del líquido es el negativo de la del vapor (Ec. (3.2)). 

                                                           
3 Cuando ambas fases tienen la misma temperatura el término de transferencia de masa interfacial se anula, sin embargo 

se incluye en las ecuaciones para poder extender este modelo a una consideración de no equilibrio térmico. 
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𝛤𝑓 = −𝛤𝑔 (3.2) 

La suma de las fracciones de vacío de cada fase es igual a 1, es decir, 

𝛼𝑔 + 𝛼𝑓 = 1 (3.3) 

3.2.1.2 Ecuación de conservación de cantidad de movimiento 

𝛼𝑘𝜌𝑘𝐴
𝜕𝑣𝑘

𝜕𝑡
+

1

2
𝛼𝑘𝜌𝑘𝐴

𝜕𝑣𝑘
2

𝜕𝑧

= −𝛼𝑘𝐴
𝜕𝑃

𝜕𝑧
+ 𝛼𝑘𝜌𝑘𝑔𝑧𝐴 − (𝛼𝑘𝜌𝑘𝐴)𝐹𝑊𝑘(𝑣𝑘) − 𝛤𝑔𝐴(𝑣𝐼 − 𝑣𝑘) ∙ (−1)𝑘∗

+ (𝛼𝑘𝜌𝑘𝐴)𝐹𝐼𝑘(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓) ∙ (−1)𝑘∗

+ 𝐶𝑉𝑀𝛼𝑔𝛼𝑓𝜌𝑚𝐴 [
𝜕(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

𝜕𝑡
] ∙ (−1)𝑘∗ 

(3.4) 

donde el exponente k* tiene el valor de 1 para 𝑘 = 𝑔 y 2 para 𝑘 = 𝑓.  

Los términos espaciales de la masa virtual son despreciados y solo se toman en cuenta los términos 

temporales. Esto es la fuerza de masa virtual simplificada. Esta consideración la hace RELAP5 

[109] y López de Bertodano et al. [96]. 

Respecto al modelo de dos presiones, resulta importante cuando se manejan condiciones de flujos 

separados, en cambio su influencia no es significativa cuando se tiene alguna fase dispersa. Por esa 

razón se incluye en el modelo considerado. Un modelo de dos presiones origina un sistema de 

ecuaciones hiperbólicas con valores característicos reales. Por otra parte, la consideración de una 

sola presión es una suposición irreal [110]. 
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3.2.1.3 Ecuación de conservación de energía 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑘𝜌𝑘𝑈𝑘) +

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑘𝜌𝑘𝑈𝑘𝑣𝑘𝐴)

= −𝑃
𝜕𝛼𝑘

𝜕𝑡
−

𝑃

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑘𝑣𝑘𝐴) + 𝑄𝑤𝑘 + 𝑄𝑖𝑘 − 𝛤𝑖𝑔ℎ𝑘

∗ (−1)𝑘∗ − 𝛤𝑤ℎ𝑘
′ (−1)𝑘∗

+ 𝛷𝑘 

(3.5) 

 

3.2.1.4 Condiciones de frontera e iniciales 

Para resolver las ecuaciones de conservación se necesitan condiciones de frontera (además de otras 

ecuaciones de cerradura). Las condiciones de frontera especifican cómo el flujo interactúa con su 

entorno, específicamente con los dispositivos de flujo a la entrada y a la salida y con las paredes 

de los ductos [106]. En esta tesis se ha considerado que se conoce el flujo másico a la entrada de la 

tubería y la presión a la salida de la tubería, tal como lo hace Mousseau [111]. Se pueden hacer 

algunas adaptaciones para considerar lo contrario, solo se debe seguir la metodología planteada 

más adelante.  

Adicionalmente se debe mencionar que cuando el fluido se encuentra en la región monofásica, la 

fase no existente debe ser considerada con una velocidad igual a la de la fase existente. Esto puede 

ayudar a evitar fallas. Por otra parte, pareciera tener sentido que si se pasa de flujo monofásico a 

mezcla bifásica, justo en ese momento la fase que aparece debería de aparecer a la velocidad de la 

fase originalmente existente.  

Las condiciones iniciales especifican cómo el experimento o el flujo multifásico comienzan [106]. 

En este trabajo, las condiciones iniciales son establecidas a los mismos valores que los parámetros 

a la entrada. 

 

3.2.2 Mapas de patrones de flujo bifásico 

Los patrones de flujo, o también llamados regímenes de flujo, se usan para describir la geometría 

interfacial de un flujo bifásico [17]. Debido a ello, cada patrón de flujo tiene su estructura interna 
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y su mecanismo de transferencia. La correcta evaluación de estos parámetros depende de la 

definición del patrón de flujo, ya que el patrón de flujo indica cómo las distribuciones de las fases 

afectan la naturaleza física del sistema [100]. De esta manera, el conocimiento del patrón de flujo 

es un necesario para seleccionar la ecuación de cerradura apropiada para aquellos parámetros que 

dependen del PF, por ejemplo, el coeficiente de transferencia calor en la pared y la fricción (pared 

e interfacial) [112]. 

Lo anterior lleva a la necesidad de usar mapas de patrones de flujo y desarrollar ecuaciones 

constitutivas, para transferencias en las interfaces pared-fluido y fluido-fluido, dependientes del 

patrón de flujo [113]. Un mapa de patrones de flujo es una herramienta que indica la distribución 

visible o estructura de la fase dentro del tubo y que a su vez es específico para cada fluido de trabajo 

(aunque puede adaptarse en ciertos casos) [100]. 

Los PF deben determinarse tanto en los volúmenes de control como en las uniones. Los patrones 

de flujo en los volúmenes de control, condicionan las ecuaciones de cerraduras incorporadas en las 

ecuaciones de conservación de masa y energía (transferencia de calor interfacial). Mientras que los 

patrones de flujo en las uniones, condicionan las ecuaciones de cerradura para las ecuaciones de 

suma y resta de momentum (fricción en la pared y fricción en la interfase). Más adelante se explica 

un poco más acerca de los VC y las uniones de los VC en la tubería (ver Figura 3.4). 

El mapa de patrones de flujo empleado aquí es el utilizado por RELAP5 para flujo horizontal 

[17,104,107,114] y usa parámetros característicos, tales como 𝛼𝑔 y 𝑣𝑘. Por otra parte, otro mapa 

de patrones de flujo que se usa de referencia es el de Elsafi [85], aunque simplemente para ver si 

bajo las condiciones de operación manejadas la predicción del PF dryout es correcta (ver Figura 

5.5). 

3.2.2.1 Mapa de patrones de flujo del simulador RELAP5 

El mapa de patrones de flujo de RELAP5 se basa en dos tipos de mallas, la primer malla se toma 

en cuenta para las variables escalares (basado en los VC); mientras que el segunda malla se emplea 

para las variables vectoriales (uniones entre un VC a otro).  
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Volúmenes de control 

El mapa de patrones de flujo en los volúmenes de control en una tubería horizontal es el que utiliza 

RELAP5 para flujo horizontal y casi horizontal (±45°). Los patrones de flujo que se incluyen son: 

burbuja, slug, estratificado liso, anular-niebla y niebla pre-CHF. Además incluye las transiciones 

entre burbuja y slug, slug a anular niebla, entre otras. 

Uniones 

Por otra parte, el mismo mapa de patrones de flujo se usa en las uniones, con la diferencia de que 

la fracción de vacío de referencia, es una fracción de vacío que toma en cuenta los valores donados. 

El mapa de patrones de flujo en la unión, se basa en variables de los volúmenes de control y de las 

uniones. 

Criterio para flujo estratificado (dryout) 

En esta tesis se supone que el PF dryout muestra una geometría compatible con el estratificado 

(Figura 3.3). De esta manera, el criterio para determinar el PF dryout toma en parte el criterio de 

Taitel y Dukler [115] modificado por RELAP5 (para flujos estratificados). Cabe decir que este 

mapa de Taitel y Dukler [115] es adiabático y para una mezcla de agua-aire. 

|𝑣𝑔 − 𝑣𝑓| < 𝑉𝑐𝑟𝑖𝑡  (3.6) 

donde la velocidad crítica (𝑉𝑐𝑟𝑖𝑡) es obtenida con la Ec. (3.7). 

𝑉𝑐𝑟𝑖𝑡 =
1

2
(1 − cos 𝜃)√

(𝜌𝑓 − 𝜌𝑔)𝑔𝛼𝑔𝐴

𝜌𝑔𝐷𝑎,𝑖𝑠𝑒𝑛𝜃 
           𝑝𝑎𝑟𝑎 𝐺𝑚 < 3000

kg

m2s
 (3.7) 

Las condiciones para otros PF se pueden encontrar en los manuales de RELAP5 [105,109]. 

3.2.2.2 Mapa de patrones de flujo de Elsafi 

Como una manera de verificar los PF obtenidos en esta tesis, se ha implementado el mapa de 

patrones de flujo de Elsafi [85], el cual es una adaptación para la GDV del mapa de patrones de 

flujo de Wojtan et al. [116–118]. La novedad del mapa de patrones de flujo de Elsafi es que 
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considera calentamiento de la tubería y fue aplicado en la GDV en un CCP. Las ecuaciones 

necesarias para las curvas de transición entre los patrones de flujo se presentan en las Ecs.(3.8)–

(3.12). 

𝐺ℎ𝑠𝑡 = [
226.32𝑔𝐴𝑓𝐷𝐴𝑔𝐷

2 𝜌𝑔(𝜌𝑓 − 𝜌𝑔)𝜇𝑓

𝜋3𝑥2(1 − 𝑥)
 ]

1 3⁄

 (3.8) 

𝐺𝑤𝑎𝑣𝑦 =

[
 
 
 

16𝑔𝐴𝑔𝐷
3 𝐷𝑎,𝑖𝜌𝑓𝜌𝑔

𝜋2𝑥2√1 − (2𝛤𝑓𝐷 − 1)
2
(

𝜋2

25𝛤𝑓𝐷
2  

𝐹𝑟𝑓

𝑊𝑒𝑓

+ 1) + 1

]
 
 
 
1 2⁄

 

(3.9) 

𝐺𝑑𝑟𝑦𝑜𝑢𝑡 = {
1

0.235
[ln (

0.58

𝑥
) + 0.52] (

𝐷𝑎,𝑖

𝜌𝑔𝜎𝑡

)

−0.17

[𝑔𝐷𝑎,𝑖𝜌𝑔(𝜌𝑓 − 𝜌𝑔)]
0.37

∙ (
𝜌𝑔

𝜌𝑓

)

−0.25

(
𝑞′′

𝑞𝑐𝑟𝑖𝑡
′′ )

−0.7

}

0.926

 

(3.10) 

𝐺𝑚𝑖𝑠𝑡 = {
1

0.0058
[ln (

0.61

𝑥
) + 0.52] (

𝐷𝑎,𝑖

𝜌𝑔𝜎𝑡

)

−0.38

[𝑔𝐷𝑎,𝑖𝜌𝑔(𝜌𝑓 − 𝜌𝑔)]
0.15

∙ (
𝜌𝑔

𝜌𝑓

)

−0.09

(
𝑞′′

𝑞𝑐𝑟𝑖𝑡
′′ )

−0.27

}

0.943

 

(3.11) 

𝑥𝐼𝐴 = [0.341 0.875⁄ (
𝜌𝑔

𝜌𝑓

)

−1 1.75⁄

(
𝜇𝑓

𝜇𝑔

)

−1 7⁄

+ 1]

−1

 

(3.12) 

Las Ecs. (3.13)–(3.18) permiten calcular los demás parámetros necesarios para las curvas de 

transición de los PF. 

𝜃ℎ𝑠𝑡 = 2𝜋 − 2 {𝜋(1 − 𝛼𝑔) + (
3𝜋

2
)

1 3⁄

[1 − 2(1 − 𝛼𝑔) + (1 − 𝛼𝑔)
1 3⁄

− 𝛼𝑔
1 3⁄

]

−
1

200
(1 − 𝛼𝑔)𝛼𝑔[1 − 2(1 − 𝛼𝑔)] [1 + 4(1 − 𝛼𝑔)

2
+ 𝛼𝑔

2]} 

(3.13) 

𝛤𝑓𝐷 = 0.5 [1 − cos (
2𝜋 − 𝜃ℎ𝑠𝑡

2
)] 

(3.14) 

𝐴𝑓𝐷 =
𝛼𝑓𝐴

𝐷𝑎,𝑖
2 ;      𝐴𝑔𝐷 =

𝛼𝑔𝐴

𝐷𝑎,𝑖
2  

(3.15) 

𝑊𝑒𝑓 =
𝐺2𝐷𝑎,𝑖

𝜌𝑓𝜎𝑡

;      𝑊𝑒𝑔 =
𝐺2𝐷𝑎,𝑖

𝜌𝑔𝜎𝑡

 
(3.16) 

𝐹𝑟𝑓 =
𝐺2

𝜌𝑓
2𝑔𝐷𝑎,𝑖

;      𝐹𝑟𝑔 =
𝐺2

𝜌𝑔(𝜌𝑓 − 𝜌𝑔)𝑔𝐷𝑎,𝑖

 
(3.17) 

𝑞𝑐𝑟𝑖𝑡
′′ = 0.131𝜌𝑔

0.5ℎ𝑔𝑓[𝑔(𝜌𝑓 − 𝜌𝑔)𝜎𝑡]
0.25

 (3.18) 
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3.2.3 Ángulo de secado y espesor de película del PF dryout  

El ángulo estratificado considerado en la Figura 3.3 difiere del ángulo seco de los PF dryout, 

estratificado ondulado y anular. El ángulo estratificado no considera la configuración geométrica 

de dichos PF. Por lo tanto, para poder considerar dicha configuración geométrica se considera el 

modelo presentado en la Figura 3.2. 

 

Figura 3.2. Modelo geométrico para el espesor de la película (𝛿) y ángulo de secado (𝜃𝑑𝑟𝑦) para los patrones de flujo 

anular (izquierda); y dryout o estratificado ondulado (derecha). 

Para el cálculo del espesor de la película del líquido en el PF anular se aplica la Ec. (3.19).  

𝛿 = 𝑟𝑎,𝑖 (1 − √1 − 𝛼𝑓) 
(3.19) 

Mientras que para los PF estratificado ondulado y dryout se emplea la Ec. (3.20). Esta última 

ecuación se obtuvo realizando la integral doble en coordenadas polares del espesor de película y 

resolviendo la ecuación resultante para 𝛿. La ecuación obtenida es equivalente a la ecuación 

publicada por Thome et al. [119]. La Ec. (3.20) también se puede aplicar para el PF anular, ya que 

sería un caso particular del ángulo de secado (𝜃𝑑𝑟𝑦 = 0), donde dicha ecuación se reduce a la Ec. 

(3.19). 

𝛿 = 𝑟𝑎,𝑖 (1 − √1 −
2𝜋𝛼𝑓

2𝜋 − 𝜃𝑑𝑟𝑦

) 

(3.20) 

Para la determinación del ángulo de secado se utiliza la Tabla 3.1.  
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Tabla 3.1. Definiciones de los ángulos de secado para diferentes PF [85,117]. 

Patrón de flujo Abreviación Valor del ángulo de secado 

Estratificado liso HST 𝜃𝑑𝑟𝑦 = 𝜃ℎ𝑠𝑡 

Burbuja, slug, intermitente y anular BBY, SLG, INT, ANM 𝜃𝑑𝑟𝑦 = 0 

Slug + estratificado ondulado SLG/SW 
𝜃𝑑𝑟𝑦 = (

𝑥

𝑥𝐼𝐴

) (
𝐺𝑤𝑎𝑣𝑦 − 𝐺

𝐺𝑤𝑎𝑣𝑦 − 𝐺ℎ𝑠𝑡

)

0.61

∙ 𝜃ℎ𝑠𝑡 

Estratificado ondulado SW 
𝜃𝑑𝑟𝑦 = (

𝐺𝑤𝑎𝑣𝑦 − 𝐺

𝐺𝑤𝑎𝑣𝑦 − 𝐺ℎ𝑠𝑡

)

0.61

∙ 𝜃ℎ𝑠𝑡  

Dryout DRY 
𝜃𝑑𝑟𝑦 =

2𝜋 − 𝜃𝑑𝑟𝑦
∗

𝑥𝑑𝑒 − 𝑥𝑑𝑖

(𝑥 − 𝑥𝑑𝑖) + 𝜃𝑑𝑟𝑦
∗  

Niebla MPR 𝜃𝑑𝑟𝑦 = 2𝜋 

𝜃𝑑𝑟𝑦
∗  es el ángulo de secado del patrón de flujo anterior al primer VC donde aparece el PF dryout. 

Una vez determinado el ángulo de secado mediante la Tabla 3.1, el ángulo de mojado (𝜃𝑤𝑒𝑡) se 

determina mediante la Ec. (3.21). 

𝜃𝑤𝑒𝑡 = 2𝜋 − 𝜃𝑑𝑟𝑦 (3.21) 

Para el caso del PF dryout, las calidades a las cuales aparece y desaparece este PF se determinan 

con la Ec. (3.22) y la Ec. (3.23), respectivamente. Mientras que los parámetros involucrados se 

definieron en la Sección 3.2.2.2. 

𝑥𝑑𝑖 = 0.58EXP [0.52 − 0.235𝑊𝑒𝑔
0.17𝐹𝑟𝑔

0.37 (
𝜌𝑔

𝜌𝑓

)

0.25

(
𝑞′′

𝑞𝑐𝑟𝑖𝑡
′′ )

0.7

] 
(3.22) 

𝑥𝑑𝑒 = 0.61EXP [0.57 − 5.8 × 10−3𝑊𝑒𝑔
0.38𝐹𝑟𝑔

0.15 (
𝜌𝑔

𝜌𝑓

)

−0.09

(
𝑞′′

𝑞𝑐𝑟𝑖𝑡
′′ )

0.27

] 
(3.23) 

3.2.4 Ecuaciones constitutivas 

Los modelos constitutivos representan la respuesta intrínseca del material (fases), es decir, sus 

interacciones consigo mismas y con la otra fase [17,106]. Estos modelos ayudan a cerrar el sistema 

de ecuaciones obtenido con el fin de poder resolverlo. Debido al promediado de las ecuaciones de 

conservación originales, hay una pérdida de información así como un surgimiento de términos 

adicionales. Lo anterior genera que el sistema de ecuaciones tenga más incógnitas que ecuaciones, 

por lo cual no puede ser resuelto. Lo anterior se soluciona agregando ecuaciones de cerradura [120]. 

Tales modelos pueden clasificarse en ecuaciones mecánicas o ecuaciones energéticas. Se ha 

comprobado que estos modelos tienen un impacto significativo en los resultados de la simulación 

e incluso una ecuación constitutiva puede afectar al método de solución, técnica de solución, la 
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estabilidad, exactitud y en ocasiones puede mejorar la velocidad de cómputo [106,120]. A 

continuación, se presentan las condiciones de cerradura necesarios para resolver las ecuaciones de 

conservación para ambas fases. Por el momento se han adaptado las ecuaciones de cerradura del 

flujo estratificado ondulado al flujo dryout para la ecuación de momentum. 

3.2.4.1 Ecuaciones constitutivas mecánicas 

Dos aspectos mecánicos son involucrados en el presente estudio, la fuerza de fricción en la pared 

y la fuerza de fricción en la interfase. 

Fricción en la pared 

La fuerza de fricción en la pared o también llamada arrastre en la pared es determinada por el 

método de multiplicación de fricción bifásico HTFS [104]. Dependiendo del patrón de flujo, podría 

ser más conveniente otro enfoque, como lo discute Lee et al. [121] para flujos dispersos. Una de 

las maneras más sencillas de obtener los esfuerzos cortantes por fricción en la pared, para cada una 

de las fases, es el enfoque del factor de fricción monofásico (Ec. (3.24)). 

𝜏𝑘𝑤 =
1

2
𝑓𝑘𝜌𝑘𝑣𝑘

2 (3.24) 

donde el factor de fricción pared-fluido 𝑓𝑘 puede ser obtenido mediante la ecuación de Blasius 

[122]. 

𝑓𝑘 = 𝐶𝑘𝑅𝑒𝑘
−𝑛𝑘 

𝐶𝑘 = {
    16      𝑝𝑎𝑟𝑎  𝑅𝑒𝑘 ≤ 2300
0.046    𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑅𝑒𝑘 > 2300

 

𝑛𝑘 = {
1      𝑝𝑎𝑟𝑎  𝑅𝑒𝑘 ≤ 2300
0.2   𝑝𝑎𝑟𝑎  𝑅𝑒𝑘 > 2300

 

𝑅𝑒𝑘 =
𝜌𝑘𝑣𝑘𝐷𝑘

𝜇𝑘

 

(3.25) 
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𝐷𝑓 =
4𝐴𝑓

𝑝𝑓

 

𝐷𝑔 =
4𝐴𝑔

𝑝𝑔 + 𝑝𝑖

 

Brauner y Maron [123] propusieron que para la mayoría de flujos bifásicos agua-vapor, el 

perímetro utilizado para el cálculo del diámetro hidráulico para el flujo de vapor, debe ser la suma 

de las longitudes de contacto pared-vapor y líquido (𝑝𝑔 + 𝑝𝑖). 

Fricción en la pared de cada fase 

𝐹𝑊𝑔 =
1

2𝐷𝑎,𝑖

[𝜆𝑓
′ 𝜌𝑓(𝛼𝑓𝑣𝑓)

2
+ 𝐶√𝜆𝑔

′ 𝜌𝑔(𝛼𝑔𝑣𝑔)
2
𝜆𝑓

′ 𝜌𝑓(𝛼𝑓𝑣𝑓)
2

+ 𝜆𝑔
′ 𝜌𝑔(𝛼𝑔𝑣𝑔)

2
] (

𝜆𝑔𝑣𝑔

𝜆𝑔𝜌𝑔𝑣𝑔
2𝛼𝑔𝑤 + 𝜆𝑓𝜌𝑓𝑣𝑓

2𝛼𝑓𝑤

) (
𝛼𝑔𝑤

𝛼𝑔

) 

𝐹𝑊𝑓 =
1

2𝐷𝑎,𝑖

[𝜆𝑓
′ 𝜌𝑓(𝛼𝑓𝑣𝑓)

2
+ 𝐶√𝜆𝑔

′ 𝜌𝑔(𝛼𝑔𝑣𝑔)
2
𝜆𝑓

′ 𝜌𝑓(𝛼𝑓𝑣𝑓)
2

+ 𝜆𝑔
′ 𝜌𝑔(𝛼𝑔𝑣𝑔)

2
] (

𝜆𝑓𝑣𝑓

𝜆𝑔𝜌𝑔𝑣𝑔
2𝛼𝑔𝑤 + 𝜆𝑓𝜌𝑓𝑣𝑓

2𝛼𝑓𝑤

) (
𝛼𝑓𝑤

𝛼𝑓

) 

(3.26) 

Coeficiente de correlación  

𝐶 = −2 + 𝑓1(𝐺)𝑇1(𝛬, 𝐺) (3.27) 

donde 

𝐺 = |𝐺| 

𝑓1(𝐺) = 28 − 0.3√𝐺 

𝑇1(𝛬, 𝐺) = EXP [−
(log10 𝛬 + 2.5)2

2.4 − 𝐺(10−4)
] 

(3.28) 
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𝛬 =
𝜌𝑔

𝜌𝑓

(
𝜇𝑓

𝜇𝑔

)

0.2

 

donde 𝜆𝑘 es el coeficiente de fricción (ver Ecs. (3.34)-(3.37)), el cual se determina en función del 

número de Reynolds, 𝑅𝑒𝑘, de la fase. Y 𝜆′𝑘 es el factor de fricción determinado a partir de 𝑅𝑒𝑘
′ . 

Donde 𝑅𝑒𝑘 y 𝑅𝑒𝑘
′  se determinan a partir de las Ecs. (3.29) y (3.30), respectivamente. 

𝑅𝑒𝑘 =
𝛼𝑘𝜌𝑘𝑣𝑘𝐷𝑎,𝑖

𝛼𝑘𝑤𝜇𝑘

 
(3.29) 

𝑅𝑒𝑘
′ =

𝛼𝑘𝜌𝑘𝑣𝑘𝐷𝑎,𝑖

𝜇𝑘

 (3.30) 

Fracción de vacío de película de pared  

La variable 𝛼𝑘𝑤 es la fracción de vacío contenida en la película de fluido en contacto con la pared. 

Y se determina en función del ángulo de estratificado que se tenga (considerando el flujo 

estratificado de la Figura 3.3). Para la fase gaseosa se determinan mediante: 

𝛼𝑔𝑤 =
𝜃

𝜋 
 (3.31) 

Y para la fase líquida 

𝛼𝑓𝑤 = 1 −
𝜃

𝜋 
 (3.32) 

Donde el ángulo 𝜃 se calcula en función de la fracción de vacío como se puede ver en la Ec. (3.33). 

𝜋𝛼𝑔 = 𝜃 − 𝑠𝑒𝑛𝜃 cos 𝜃 (3.33) 

En este trabajo la Ec. (3.33) se resuelve con el método de la bisección. La referencia [85] 

proporciona una ecuación explícita para el ángulo de secado (solo que debido a su consideración, 
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este ángulo resultará el doble que el de la Ec. (3.33)) 

 

Figura 3.3. Definición del ángulo de estratificado horizontal o liso (Adaptada de Elsafi [85])4. 

Para el caso particular de flujos monofásicos, la fase que no está presente tendrá un valor de cero 

y la fase que se presenta tendrá un valor de 1. 

Coeficientes de fricción en la pared 

Por otra parte, el factor de fricción se calcula de las correlaciones para flujo laminar y turbulento 

con interpolación lineal en la región de transición. El modelo calcula el factor de fricción usando 

principalmente una aproximación de la correlación de Colebrook-White (Zigrang y Sylvester en la 

referencia [107]). 

El modelo de factor de fricción (𝑓) simplemente es un esquema de interpolación que vincula los 

regímenes de flujo laminar (subíndice L), transición (subíndice L,T) y turbulento (subíndice T). 

Laminar (0 ≤ 𝑅𝑒 ≤ 2200): 

𝑓𝐿 =
64

𝑅𝑒
 (3.34) 

                                                           
4 El ángulo 𝜃 que se maneja en las ecuaciones de RELAP5 es la mitad del ángulo definido aquí, es decir, 𝜃 =

𝜃ℎ𝑠𝑡
2⁄ . 
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Transición (2200 < 𝑅𝑒 < 3000) – RELAP (2001): 

𝑓𝐿,𝑇 = (3.75 −
8250

𝑅𝑒
) (𝑓𝑇,3000 − 𝑓𝐿,2200) + 𝑓𝐿,2200 (3.35) 

Turbulento (𝑅𝑒 ≥ 3000) de Zigrang-Sylvester (1985): 

1

√𝑓𝑇

= −2 log10 {
𝜀

3.7𝐷𝑎,𝑖

+
2.51

𝑅𝑒
[1.14 − 2 log10 (

𝜀

𝐷𝑎,𝑖

+
21.25

𝑅𝑒0.9
)]} (3.36) 

Otra expresión de la ecuación de Zigrang-Sylvester (1985)5 se presenta en la Ec. (3.37). 

1

√𝑓𝑇

= −2 log10 {
𝜀

3.7𝐷𝑎,𝑖

−
5.02

𝑅𝑒
log10 [

𝜀

3.7𝐷𝑎,𝑖

−
5.02

𝑅𝑒
log10 (

𝜀

3.7𝐷𝑎,𝑖

+
13

𝑅𝑒
)]} (3.37) 

para 0 ≤ 𝜀/𝐷 ≤ 5 × 10−2 y 4 × 103 ≤ 𝑅𝑒 ≤ 108. 

Cabe destacar que debido al rango de validez de las ecuaciones anteriores, es necesario 

complementar algunas correlaciones adicionales con el fin de evitar fallos en el código. En este 

caso se implementa la correlación de Buzzelli (2008) 6 para 10−7 ≤ 𝜀/𝐷 ≤ 5 × 10−2 y 3 × 103 ≤

𝑅𝑒 ≤ 3 × 108. 

1

√𝑓
= 𝐵1 − [

𝐵1 + 2 log (
𝐵2

𝑅𝑒
)

1 +
2.18
𝐵2

] (3.38) 

donde 

𝐵1 =
0.774 ln(𝑅𝑒)  − 1.41

1 + 1.32√
𝜀

𝐷𝑎,𝑖
 

 

𝐵2 =
𝜀

3.7𝐷𝑎,𝑖  
𝑅𝑒 + 2.51𝐵1 

                                                           
5 https://html.scirp.org/file/_1-3700691_1.htm 
6 https://html.scirp.org/file/_1-3700691_1.htm 
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Fricción interfacial 

El esfuerzo cortante de arrastre en la interfase está dada por la Ec. (3.39) [122,124]. 

𝜏𝑖 =
1

2
𝑓𝑖𝜌𝑐|𝑣𝑔 − 𝑣𝑓|(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓) (3.39) 

donde el factor de fricción interfacial 𝑓𝑖 puede ser obtenido mediante la ecuación de Blasius [122] 

considerando 𝑓𝑖 = 𝑓𝑔 (ver Tabla 3.3). 

La fricción interfacial depende del área de contacto entre las dos fases así como del patrón de flujo 

presente. En el caso particular de un flujo monofásico la fricción interfacial será cero. En este 

trabajo se emplea el método del coeficiente de arrastre en la pared, ya que es aplicable para varios 

patrones entre ellos el estratificado, anular y niebla (por mencionar a algunos) [104,107,114], y 

asimismo se asume que es válido también para el patrón de flujo dryout. 

Las ecuaciones necesarias para el cálculo de la fuerza de fricción interfacial por unidad de volumen, 

𝐹𝐼, se presentan en las Ecs. (3.40) y (3.41). 

𝐹𝐼 =

𝐹𝑖𝑔

𝛼𝑔𝜌𝑔
+

𝐹𝑖𝑓

𝛼𝑓𝜌𝑓

𝜌𝑚(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)
=

𝐹𝑖

𝛼𝑔𝜌𝑔𝛼𝑓𝜌𝑓(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)
 

(3.40) 

donde 𝐹𝑖𝑔 y 𝐹𝑖𝑓 son obtenidas por el método del coeficiente de arrastre como se muestra en la Ec. 

(3.41). 

𝐹𝑖 = 𝐹𝑖𝑔 = 𝐹𝑖𝑓 =
1

8
𝜌𝑐|𝑣𝑔 − 𝑣𝑓|(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)𝐶𝐷𝑎𝑔𝑓  

(3.41) 

donde 𝜌𝑐 es la densidad de la fase continua (ver Tabla 3.2). Para el caso de fases dispersas, esto es 

más sencillo de visualizar, sin embargo para fases separadas no tanto. Para las fases separadas, se 

toma la densidad de la fase de mayor velocidad, que normalmente es la del vapor [122]. 𝐶𝐷 es el 

coeficiente de arrastre y 𝑎𝑔𝑓 es área interfacial por unidad de área. Estos tres parámetros dependen 

directamente del patrón de flujo. 
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Tabla 3.2. Densidad de la fase continua para diferentes PF. 

PF 𝝆𝒄 Referencias 

Burbuja 𝜌𝑓 [104] 

Niebla 𝜌𝑔 [104] 

Estratificado superficies libres 𝜌𝑚 [125] 

Estratificado liso u ondulado 𝜌𝑔 [104,122,126] 

Dryout 𝜌𝑔 Propuesta en 

esta tesis 

Coeficiente de fricción empleado para el patrón de flujo dryout 

En esta tesis se ha tomado que el coeficiente de fricción interfacial para el dryout es igual al 

coeficiente de fricción interfacial para el flujo estratificado, cuya ecuación está dada por la Ec. 

(3.42) [104,107,114], esta correlación también ha sido considerada por las referencias [100,124]. 

𝐶𝐷 = max

[
 
 
 
 

64

𝑅𝑒𝑖

0.3164

𝑅𝑒𝑖
0.25 ]

 
 
 
 

 (3.42) 

donde  

𝑅𝑒𝑖 =
𝜌𝑐|𝑣𝑔 − 𝑣𝑓|𝐷𝑖

𝜇𝑔

 

𝐷𝑖 =
𝛼𝑔𝜋𝐷𝑎,𝑖

𝜃 + 𝑠𝑒𝑛𝜃
 

𝑎𝑔𝑓 = 4
𝑠𝑒𝑛𝜃

𝜋𝐷𝑎,𝑖

𝐶𝑠𝑡 

(3.43) 

donde 𝐶𝑠𝑡 es un factor de rugosidad (𝐶𝑠𝑡 = 1). Para efectos prácticos, 𝐶𝐷 viene siendo el factor de 

fricción interfacial de Darcy, que es 1/4 del factor de Moody. En la Ec. (3.42), 𝐷𝑖 y 𝑅𝑒𝑖 son los 

mismos que Taitel y Dukler [115] propusieron. En otros trabajos, se asume que 𝑓𝑖 = 𝑓𝑤𝑔 (por 

ejemplo, Taitel y Dukler [115]) la cual toma algunas definiciones de Agrawal et al. [127]. Este 

último también propone algunas relaciones para los coeficientes de fricción basados en Blasius de 
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1913 (consulte referencia en [127]), pero tomando en cuenta el número de Reynolds a la velocidad 

local y una nueva definición del diámetro hidráulico. En la Tabla 3.3 se muestran diferentes 

correlaciones para el PF estratificado liso, que también se podrían aplicar al PF dryout. 

Tabla 3.3. Correlaciones del factor de fricción interfacial. 

Autores (año) Ecuación Parámetros auxiliares Condiciones / 

características 

Refe-

rencias 

Taitel y Dukler 

(1976) 
𝑓𝑖 = 𝐶𝑔𝑅𝑒𝑖

−𝑚 𝐶𝑔 = 0.046;  𝑚

= 0.2 𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑡𝑢𝑟𝑏𝑢𝑙𝑒𝑛𝑡𝑜 

𝐶𝑔 = 16;  𝑚 = 1 𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑙𝑎𝑚𝑖𝑛𝑎𝑟 

𝐷𝑖 =
4𝐴𝑔

𝑝𝑔 + 𝑝𝑖

 

𝑝𝑔 = 𝜃𝐷 

𝑝𝑖 = 𝐷𝑎,𝑖𝑠𝑒𝑛𝜃 

𝐴𝑔 = 𝛼𝑔𝐴 

𝑅𝑒𝑖 =
𝜌𝑔|𝑣𝑔 − 𝑣𝑓|𝐷𝑖

𝜇𝑔

 

Estratificado suave (o 

para 𝑣𝑔 ≫ 𝑣𝑖) 

[115,12

4] 

Cheremisinoff y 

Davis 
𝑓𝑖 = 0.0142 N/A Para ondas de 

amplitud pequeña 

[128] 

Cheremisinoff y 

Davis 
𝑓𝑖

= 0.008 + 2
× 10−5𝑅𝑒𝑓

∗ 

𝑅𝑒𝑓
∗ =

𝜌𝑓𝑣𝑓𝑆

𝜇𝑓

(
𝜋𝐷𝑎,𝑖

2

4𝑆𝑖

) 

𝑆𝑖 = 𝐷𝑠𝑒𝑛𝜃 

Nota: en el artículo dice 𝑈𝐿𝑆 en 

lugar de 𝑣𝑓𝑆 pero no define quién 

es. 

Para ondas roll (roll 

waves) 

[128] 

Kowalski 

(1985) 
𝑓𝑖 = 0.096(𝑅𝑒𝑔

+)
−0.52

 𝑅𝑒𝑔
+ =

𝜌𝑔𝑣𝑔𝑆𝐷𝑎,𝑖

𝜇𝑔

 

Nota: en el artículo dice 𝑈𝐺𝑆 en 

lugar de 𝑣𝑔𝑆 pero no define 

quién es.  

Superficies suaves [128] 

Kowalski 

(1985) 
𝑓𝑖

= 7.5
× 10−5𝛼𝑓

−0.25𝑅𝑒𝑔
−0.3𝑅𝑒𝑓

0.83 

𝑅𝑒𝑔 =
𝜌𝑔𝑣𝑔𝐷𝑎,𝑖

𝜇𝑔

 

𝑅𝑒𝑓 =
𝜌𝑓𝑣𝑓𝐷𝑎,𝑖

𝜇𝑓

 

Superficies onduladas [128] 

Andritsos y 

Hanratty (1987) 
𝑓𝑖 = 𝑓𝑔 𝑓𝑔 de Taitel y Dukler (1976) 

𝑣𝑔𝑆 ≤ 5 (
𝜌𝑔𝑜

𝜌𝑔

)

0.5

 

Donde 𝜌𝑔𝑜 es la 

densidad del vapor a 

la presión atmosférica 

[128] 

Andritsos y 

Hanratty 
𝑓𝑖

= 𝑓𝑔 {1 + 15 (
ℎ

𝐷
)

0.5

∙ [
𝑣𝑔𝑠

5
(

𝜌𝑔

𝜌𝑔𝑜

)

0.5

− 1]} 

𝑓𝑔 de Taitel y Dukler (1976) 

ℎ =
𝐷𝑎,𝑖

2
(1 + 𝑐𝑜𝑠𝜃) 

Nota: aunque ℎ no es definido 

directamente, de su modelo 

físico y de la Figura 3.3 puede 

rencontrarse la expresión de 

arriba 

𝑣𝑔𝑆 > 5 (
𝜌𝑔𝑜

𝜌𝑔

)

0.5

 

Donde 𝜌𝑔𝑜 es la 

densidad del vapor a 

la presión atmosférica 

[128] 

Cohen and 

Hanratty (1968) 
𝑓𝑖 = 0.014 N/A ninguna [124] 
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Las ecuaciones contenidas en la Tabla 3.3, deben de ser sustituidas en la Ec. (2.28) para obtener el 

esfuerzo cortante interfacial [124].  

𝜏𝑖 =
1

2
𝑓𝑖𝜌𝑔|𝑣𝑔 − 𝑣𝑓|(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓) (3.44) 

Y en las ecuaciones donde se involucra 𝑓𝑔 (factor de fricción en la pared), Taitel y Dukler [115] 

consideran la Ec. (3.45) [124]. 

𝜏𝑘 =
1

2
𝑓𝑘𝜌𝑔|𝑣𝑘|𝑣𝑘 (3.45) 

Coeficiente de Masa Virtual 

Este término se considera para flujos dispersos (burbuja o niebla) y es tomado en cuenta como una 

fuerza de inercia adicional que las burbujas necesitan para desplazarse sobre el líquido [96]. 

El término de masa virtual es tomado en cuenta en varios trabajos pero en otros es despreciado, por 

ejemplo, el código TRACE V5.0 desprecia este término, debido a que no tiene influencia en los 

problemas de seguridad de reactores, aunado al hecho que el considerarlos hace más compleja su 

solución [96]. 

Tabla 3.4. Ecuaciones para el coeficiente de masa virtual. 

Ecuación Condición Referencias 

𝐶𝑉𝑀 =
1

2

(1 + 2𝛼𝑔)

(1 − 𝛼𝑔)
 0 ≤ 𝛼𝑔 ≤

1

2
 

[96,129]  

𝐶𝑉𝑀 =
1

2

(3 − 2𝛼𝑔)

𝛼𝑔

 
1

2
< 𝛼𝑔 ≤ 1 

[107] 

3.2.4.2 Ecuaciones constitutivas energéticas 

En cuanto a las ecuaciones constitutivas energéticas necesarias, se tienen el término de disipación, 

el coeficiente de transferencia de calor en la pared para el PF dryout y el coeficiente de transferencia 

de calor interfacial para el PF dryout. Aunque también se incorporan las correlaciones para 

estratificado, anular y vapor sobrecalentado, ya que son necesarias en diferentes condiciones de 

operación cuando la transición desde o hacia el dryout ocurre. 
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Términos de disipación 

El término de disipación de energía para la fase 𝑘, 𝛷𝑘 es la energía disipada debido a la degradación 

irreversible de la energía cinética a energía interna. Aquí solo se toma en cuenta los efectos de 

disipación debido a la fricción de la pared, pérdidas dinámicas e ineficiencias de la bomba, mientras 

que efectos menores tales como arrastre en la interfase y transferencia de masa pueden ser 

despreciados [17]. La disipación de la fricción de la pared se define en las ecuaciones (3.46) y 

(3.47). 

𝛷𝑔 = 𝛼𝑔𝜌𝑔𝐹𝑊𝑔𝑣𝑔
2 (3.46) 

𝛷𝑓 = 𝛼𝑓𝜌𝑓𝐹𝑊𝑓𝑣𝑓
2 (3.47) 

Transferencia de calor pared-fluido 

Los términos 𝑄𝑤𝑔 y 𝑄𝑤𝑓 en las ecuaciones de conservación de energía de la fase vapor y fase 

líquida (Ec. (3.5)), respectivamente, representan los flujos de calor por unidad de volumen 

transferido a cada una de las fases. Para los casos en los cuales se tiene flujo monofásico, la 

determinación de 𝑄𝑤𝑔 y 𝑄𝑤𝑓 es sencilla, ya que todo el flujo de calor se transfiere a la fase presente. 

Sin embargo, para la región bifásica, hay diferentes enfoques, dependiendo del modelo matemático 

para resolver la termohidráulica del flujo bifásico. Por ejemplo, aun cuando Elsafi [85] considera 

un modelo mecanístico del flujo bifásico, no considera como tal ninguno de los tres enfoques de 

modelos del flujo bifásico (no obstante, por sus consideraciones se podría afirmar que es un 

homogéneo). Elsafi no determina directamente los términos de flujo de calor volumétricos pero su 

modelo matemático muestra que es necesario un CTC por convección para cada PF. 

Por otra parte, en otros enfoques, 𝑄𝑤𝑔 y 𝑄𝑤𝑓 no son determinados en función del patrón de flujo 

que se presenta, sino más bien de acuerdo a cómo el calor es transferido desde la pared hacia cada 

una de las fases. Estas condiciones son llamadas modos de transferencia de calor, y se apegan más 

a la naturaleza física de la transferencia de calor en la pared. Así que, en función del modo de 

transferencia de calor que se tenga, se emplea la correlación para determinar el coeficiente de 

transferencia de calor por convección entre la pared y el fluido.  
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Tres modos de transferencia de calor son considerados en este trabajo, ebullición nucleada, 

ebullición de transición y ebullición de película, todas ellas saturadas7. En la ebullición nucleada 

se considera que todo el líquido está en contacto con la pared y por tanto todo el calor es transferido 

a la fase líquida (como en el PF anular), hasta un valor de 𝛼𝑔 = 0.99. Por encima de este valor de 

fracción de vacío se puede considerar PF estratificado ondulado o dryout (en función de los 

criterios indicados es la Tabla 3.5). 

El criterio utilizado para la selección de los modos de transferencia de calor se basa en una 

adaptación, hecha en esta tesis, a los modelos de RELAP5 [105,109] y Wu et al. [130]. En resumen 

estas correlaciones junto con su criterio o lógica de selección se muestran en la Tabla 3.5.  

Tabla 3.5. Correlaciones para el cálculo del CTC en función de los modos de transferencia de calor en la pared. 

Modo Definición Criterio de selección Correlación  Referencias 

4 Ebullición nucleada saturada 𝛼𝑔 < 0.99 

𝑞𝑁𝐵
′′ < 𝐶𝐻𝐹 

Chen (1966) [105,131–133] 

6 Ebullición de transición 𝑞𝑁𝐵
′′ > 𝐶𝐻𝐹 

𝑞𝑇𝐵
′′ > 𝑞𝐹𝐵

′′  

Chen-

Sundaram-

Ozkaynak 

(1977) 

[105] 

8 Ebullición de película saturada 𝑞𝑁𝐵
′′ > 𝐶𝐻𝐹 

𝑞𝑇𝐵
′′ < 𝑞𝐹𝐵

′′  

𝛼𝑔 < 0.999 

Bromley (1948) [105] 

9 Convección forzada (vapor 

sobrecalentado) 
𝛼𝑔 ≥ 0.999 Dittus-

Boelter(1985) 

[105] 

NB=ebullición nucleada, TB=ebullición de transición, FB=ebullición de película, CHF=flujo de calor crítico 

(calculado siguiendo la metodología de búsqueda de tabla de Groeneveld [134]). 

Las correlaciones para el cálculo de los CTC de la Tabla 3.5 determinan un CTC para cada fase y 

la adición de ellos es el CTC de la mezcla bifásica como se enuncia en la Ec. (3.48). 

𝐻2𝐹 = 𝐻𝑔𝑤 + 𝐻𝑓𝑤  (3.48) 

Sin embargo, Elsafi [85] utiliza un enfoque que difiere del modelo de la Tabla 3.5, ya que él suma 

los CTC de cada fase ponderándolos con el ángulo de contacto de cada fase con la superficie interna 

de la tubería, como se muestra en la Ec (3.49). 

                                                           
7 Los modos de transferencia de calor subenfriados no se consideran aquí. Sin embargo, para variaciones transitorias 

de las condiciones de operación, es importante considerarlos. 
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𝐻2𝐹 =
𝜃𝑑𝑟𝑦𝐻𝑔𝑤

∗

2𝜋
+

𝜃𝑤𝑒𝑡𝐻𝑓𝑤
∗

2𝜋
 (3.49) 

Por lo tanto, de las Ecs. (3.48) y (3.49) se puede asumir que los modelos planteados en la Tabla 3.5 

toman en cuenta, en cierta medida, una ponderación parecida a la del modelo de Elsafi [85], solo 

cambia la manera en cómo se determinan los ángulos de secado y mojado. Es decir, en este trabajo 

se usan los modelos de la Tabla 3.5 y los ángulos de secado y mojado dados en la Sección 3.2.3. 

Transferencia de calor interfacial 

Como puede verse en algunos mapas de PF, el PF dryout puede surgir después del flujo anular o 

del estratificado ondulado [85], por esta razón es difícil modelar solo el PF dryout, aun cuando se 

establezcan las condiciones en las cuales se garantice la presencia del dryout. Esto se debe a que 

para los modelos termohidráulicos, los cambios debido al estado transitorio son muy notorios, así 

que el hecho de establecer que se presentará un solo PF no es tan viable. Por lo anterior, en este 

trabajo se consideran los otros PF para poder transitar desde ellos al PF dryout, y a su vez, ampliar 

el rango de operación del código incluyendo otros PF y no restringiendo solo al dryout. Los flujos 

de calor en la interfase fluido-fluido se modelan usando la ley de enfriamiento de Newton [17]. Sin 

embargo, en este trabajo se considera equilibrio térmico por lo que el flujo de calor interfacial es 

cero, pero para evitar problemas en el código, es necesario asignarle a los coeficientes de 

transferencia de calor interfaciales los valores de la Tabla 3.6. 

Tabla 3.6. Coeficientes de transferencia de calor interfacial. 

Región 𝑯𝒊𝒈 (𝐖/𝐦𝟑𝐊) 𝑯𝒊𝒇(𝐖/𝐦𝟑𝐊) 

Bifásica cerca del 

dryout 
1010 1013 

Vapor sobrecalentado 0 1012 

 

3.2.4.3 Ecuaciones constitutivas de transferencia de masa 

En este caso no se incorporan ni fuentes ni sumideros de masa, así que toda la masa que se genera 

es debido al cambio de fase. Lo que lleva a la Ec. (3.2). 

A su vez el modelo de masa interfacial asume que la transferencia de masa puede ser particionada 

en dos partes, una en la interfase y otra en la pared. 
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𝛤𝑔
 = −

[𝐻𝑖𝑔
 (𝑇 

𝑠 − 𝑇𝑔,
 ) + 𝐻𝑖𝑓

 (𝑇 
𝑠 − 𝑇𝑓

 )]

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗ + 𝛤𝑊
  

(3.50) 

donde [111]: 

ℎ𝑔
∗ = {

ℎ𝑔
𝑠    𝑝𝑎𝑟𝑎 𝛤𝑔

 > 0

ℎ𝑔 𝑝𝑎𝑟𝑎 𝛤𝑔
 ≤ 0

 
(3.51) 

ℎ𝑓
∗ = {

ℎ𝑓   𝑝𝑎𝑟𝑎 𝛤𝑔
 > 0

ℎ𝑓
𝑠 𝑝𝑎𝑟𝑎 𝛤𝑔

 ≤ 0
 

(3.52) 

Y la transferencia de masa en la pared está dada por las Ecs. (3.62) y (3.63), para evaporación [40] 

y para condensación, respectivamente. 

𝛤𝑊
 =

𝑞𝑓
′′𝐴𝑤

𝑉 [max (ℎ𝑔
𝑠 − ℎ𝑓

𝑠, 104 J
kg

)]
𝑀𝑢𝑙 

(3.53) 

𝛤𝑊
 =

𝑞𝑔
′′𝐴𝑤

𝑉 [max (ℎ𝑔
 − ℎ𝑓

𝑠, 104 J
kg

)]
 

(3.54) 

donde 𝑀𝑢𝑙 es un multiplicador definido con la Ec. (3.55). 

𝑀𝑢𝑙 =
ℎ𝑓 − ℎ𝑐𝑟

(ℎ𝑓
𝑠 − ℎ𝑐𝑟)(1 + 𝜀)

 

𝜀 =
𝜌𝑓[ℎ𝑓

𝑠 − min(ℎ𝑓 , ℎ𝑓
𝑠)]

𝜌𝑔ℎ𝑓𝑔

 

ℎ𝑐𝑟 = {
ℎ𝑓

𝑠𝑎𝑡 −
𝑆𝑡′𝐶𝑝𝑓

0.0065

ℎ𝑓
𝑠𝑎𝑡 −

𝑁𝑢′𝐶𝑝𝑓

455

     𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑃𝑒 ≤ 70000 

𝑆𝑡′ =
𝑁𝑢′

𝑃𝑒
 

(3.55) 
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𝑁𝑢′ =
𝑞𝑓

′′𝐷

𝑘𝑓

 

𝑃𝑒 =
𝐺𝑡𝐷𝐶𝑝𝑓

𝑘𝑓

 

Y finalmente, el término 𝑞𝑓
′′ es el flujo de calor en la pared por unidad de área. 

3.2.4.4 Relaciones constitutivas de estado 

Las relaciones constitutivas de estado o simplemente ecuaciones de estado, especifican el estado 

termodinámico de las fases como una función de esas variables de estado que las determinan. Para 

las propiedades de cada fase se usan las tablas de agua/vapor obtenidas por el software EES. Las 

propiedades necesarias para resolver el modelo matemático son: temperatura 𝑇𝑔, entalpía ℎ𝑔, 

densidad 𝜌𝑔, volumen específico 𝜈𝑔, coeficiente de expansión volumétrica 𝛽𝑔, calor específico a 

presión constante 𝐶𝑝𝑔, calor específico a volumen constante 𝐶𝑣𝑔, factor de compresibilidad 

isotérmica 𝜅𝑔, viscosidad dinámica 𝜇𝑔 y conductividad térmica 𝜆𝑔. Las tablas de vapor fueron 

obtenidas con el software EES, el cual usa las formulaciones IAPWS. Lo mismo para la fase 

líquida. 

Por otra parte, las relaciones de estado utilizadas aquí para la linealización de la densidad y 

temperatura se muestran en las Ecs. (3.56)-(3.61) (para la fase 𝑘) [109]. 

(
𝜕𝜌𝑘

𝜕𝑈𝑘

)
𝑃

=
−𝜈𝑘𝛽𝑘

(𝐶𝑝𝑘 − 𝜈𝑘𝛽𝑘𝑃)𝜈𝑘
2
 (3.56) 

(
𝜕𝑇𝑘

𝜕𝑈𝑘

)
𝑃

=
1

𝐶𝑝𝑘 − 𝜈𝑘𝛽𝑘𝑃
 

(3.57) 

(
𝜕𝜌𝑘

𝜕𝑃
)

𝑈𝑘

=
𝐶𝑝𝑘𝜈𝑘𝜅𝑘 − 𝑇𝑘𝜈𝑘

2𝛽𝑘
2

(𝐶𝑝𝑘 − 𝜈𝑘𝛽𝑘𝑃)𝜈𝑘
2

 
(3.58) 

(
𝜕𝑇𝑘

𝜕𝑃
)

𝑈𝑘

=
−(𝑃𝜈𝑘𝜅𝑘 − 𝑇𝑘𝜈𝑘𝛽𝑘)

𝐶𝑝𝑘 − 𝜈𝑘𝛽𝑘𝑃
 

(3.59) 
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De manera particular la derivada parcial de la temperatura de saturación respecto a la presión está 

dada por la Ec. (3.60). 

𝜕𝑇𝑠

𝜕𝑃
=

𝑇𝑠(𝜈𝑔
𝑠 − 𝜈𝑓

𝑠)

ℎ𝑔
𝑠 − ℎ𝑓

𝑠  
(3.60) 

Mientras que (
𝜕𝑇𝑠

𝜕𝑈𝑘
)
𝑃

= 0, ya que la temperatura de saturación solo depende de la presión. 

Todos los parámetros empleados en las Ecs. (3.56)-(3.60) pueden ser obtenidos mediante las tablas 

termodinámicas, excepto el factor 𝜅𝑘 (compresibilidad isotérmica) que se obtiene mediante la 

relación de Mayer [135] para cualquier sustancia como se muestra en la Ec. (3.61). 

𝜅𝑘 =
𝜈𝑇𝛽2

𝐶𝑝𝑘 − 𝐶𝑣𝑘

 
(3.61) 

donde las unidades de 𝜅𝑘 son {1/𝑃𝑎}. 

 

3.3 SOLUCIÓN POR EL MÉTODO DE DIFERENCIAS FINITAS 

Para poder discretizar las ecuaciones de conservación presentadas en la Sección 3.2.1, se deben 

hacer adecuaciones a las mismas. Estas adecuaciones se describen en el Apéndice (Sección 9.5). 

Las ecuaciones resultantes de estas adecuaciones son las que se discretizan. Las cuales 

corresponden a las ecuaciones de suma y resta de conservación de masa ((9.70) y (9.71)), de suma 

y resta de conservación de momentum ((9.72) y (9.74)), y las ecuaciones de conservación de 

energía expandidas ((9.79) y (9.81)) para las fases gaseosa y líquida, respectivamente. 

3.3.1 Discretización 

Para la discretización de las Ecs. (9.70), (9.71), (9.72), (9.74), (9.79) y (9.81), se emplea la técnica 

numérica de diferencias finitas con un esquema semi-implícito en el tiempo, siguiendo la 

metodología de RELAP5. Esta metodología ha mostrado ser estable y convergente [17]. Además, 

se incorpora una malla desfasada para la ecuación de conservación de momentum, introduciendo 
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el uso de celdas donantes para las variables vectoriales o de flujo (por ejemplo, la velocidad), 

además que añade los términos de viscosidades artificiales. En la Figura 3.4 se muestra la malla 

que se considera para las ecuaciones de conservación de masa y energía, mientras que en esa misma 

imagen se puede apreciar una malla desfasada, la cual se emplea para la ecuación de conservación 

de momentum. En general, las variables escalares se calculan en los centros de los volúmenes de 

control (VC), mientras que las variables vectoriales se calculan en las uniones entre VC. 

 

Figura 3.4. Malla numérica centrada y malla desfasada para el modelo termohidráulico. 

Para las discretizaciones temporales y espaciales de las variables en los centros de los VC (presión, 

densidad y energía interna específica) se emplean los esquemas de las Ecs. (3.62) y (3.63), 

respectivamente. 

𝜕𝜑𝑘

𝜕𝑡
=

𝜑̃𝑘,𝐿
𝑛+1 − 𝜑𝑘,𝐿

𝑛

∆𝑡
 (3.62) 

𝜕𝜑𝑘

𝜕𝑥
=

𝜑̇𝑘,𝑗+1
𝑛 − 𝜑̇𝑘,𝑗

𝑛

∆𝑥
 

(3.63) 

Mientras que para las velocidades se usan las Ecs. (3.64) y (3.65). 

𝜕𝑣𝑘

𝜕𝑡
=

𝑣𝑘,𝑗
𝑛+1 − 𝑣𝑘,𝑗

𝑛

∆𝑡
 (3.64) 

𝜕𝑣𝑘
2

𝜕𝑥
=

(𝑣𝑘,𝐿
𝑛 )

2
− (𝑣𝑘,𝐿−1

𝑛 )
2

∆𝑥𝑗

 
(3.65) 

Nota: 𝜑̇𝑘,𝑗+1
𝑛  y 𝜑̇𝑘,𝑗

𝑛  son variables donadas, las cuales se obtienen mediante la Ec. (3.66). 

𝜑̇𝑗 =
1

2
(𝜑𝐿−1 + 𝜑𝐿) +

1

2

|𝑣𝑗|

𝑣𝑗

(𝜑𝐿−1 − 𝜑𝐿)         𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑣𝑗 ≠ 0 
(3.66) 

Los términos de viscosidad artificial surgen debido a que los términos de flujo de momentum usan 
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una diferencia centrada sobre el cuadrado de la velocidad [17]. 

Con la finalidad de sintetizar la información, en la siguiente sección solo se presentan las formas 

finales de esta discretización. 

 

3.3.2 Metodología de solución 

Una vez hechas las discretizaciones, simplificaciones y agrupaciones de los términos semejantes, 

se obtienen dos sistemas matriciales, uno que resuelve las dos ecuaciones de conservación de masa 

y las dos ecuaciones de conservación de energía, y otro sistema matricial que resuelva las dos 

ecuaciones de conservación de momentum. Las variables a resolver son: 𝑈̃𝑔,𝐿
𝑛+1, 𝑈𝑓,𝐿

𝑛+1, 𝛼̃𝑔,𝐿
𝑛+1 y 𝑃𝐿

𝑛+1 

para el primer sistema matricial. Mientras que 𝑣𝑔,𝑗
𝑛+1 y 𝑣𝑓,𝑗

𝑛+1 se determinan en el segundo sistema 

matricial. Las demás propiedades del vapor se determinan directamente de las tablas 

termodinámicas del agua y del vapor, a partir de 𝑃𝐿
𝑛+1 y 𝑈𝐿

𝑛+1. 

3.3.2.1 Obtención de los sistemas matriciales 

El primer sistema matricial queda de la siguiente manera: 

[
 
 
 
𝐴1,1 𝐴1,2

𝐴2,1 𝐴2,2

𝐴1,3 𝐴1,4

𝐴2,3 𝐴2,4

𝐴3,1 𝐴3,2

𝐴4,1 𝐴4,2

𝐴3,3 𝐴3,4

𝐴4,3 𝐴4,4]
 
 
 

[
 
 
 
 
𝑈𝑔,𝐿

𝑛+1 − 𝑈𝑔,𝐿
𝑛

𝑈𝑓,𝐿
𝑛+1 − 𝑈𝑓,𝐿

𝑛

𝛼̃𝑔,𝐿
𝑛+1 − 𝛼𝑔,𝐿

𝑛

𝑃𝐿
𝑛+1 − 𝑃𝐿

𝑛 ]
 
 
 
 

= [

𝐵1

𝐵2

𝐵3

𝐵4

] +

[
 
 
 
 
𝑔1

1

𝑔2
1

𝑔3
1

𝑔4
1]
 
 
 
 

𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 +

[
 
 
 
 
𝑔1

2

𝑔2
2

𝑔3
2

𝑔4
2]
 
 
 
 

𝑣𝑔,𝑗
𝑛+1 +

[
 
 
 
 
𝑓1

1

𝑓2
1

𝑓3
1

𝑓4
1]
 
 
 
 

𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1 +

[
 
 
 
 
𝑓1

2

𝑓2
2

𝑓3
2

𝑓4
2]
 
 
 
 

𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1 

(3.67) 

O escrito de forma compacta: 

[𝐴][𝑋] = [𝐵] + [𝑔1]𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 + [𝑔2]𝑣𝑔,𝑗

𝑛+1 + [𝑓1]𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1 + [𝑓2]𝑣𝑓,𝑗

𝑛+1 (3.68) 

Donde los coeficientes quedan definidos como 

𝐴1,1 = {𝛼𝑔,𝐿
𝑛 [𝑈𝑔,𝐿

𝑛 (
𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑈𝑔

)
𝐿

𝑛

+ 𝜌𝑔,𝐿
𝑛 ] − 𝐻𝑖𝑔,𝐿

𝑛 (
ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) (
𝜕𝑇𝑔

𝜕𝑈𝑔

)
𝐿

𝑛

∆𝑡} ∆𝑉 
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𝐴1,2 = −𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛)(
𝜕𝑇𝑓

𝜕𝑈𝑓

)
𝐿

𝑛

∆𝑉∆𝑡 

𝐴1,3 = (𝜌𝑔,𝐿
𝑛 𝑈𝑔,𝐿

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)∆𝑉 

𝐴1,4 = {𝛼𝑔,𝐿
𝑛 𝑈𝑔,𝐿

𝑛 (
𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

+ 𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑓,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) [(
𝜕𝑇𝑠

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

− (
𝜕𝑇𝑔

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

] ∆𝑡

+ 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) [(
𝜕𝑇𝑠

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

− (
𝜕𝑇𝑓

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

] ∆𝑡} ∆𝑉 

𝐴2,1 = 𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑓,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛)(
𝜕𝑇𝑔

𝜕𝑈𝑔

)
𝐿

𝑛

∆𝑉∆𝑡 

𝐴2,2 = {𝛼𝑓,𝐿
𝑛 [𝑈𝑓,𝐿

𝑛 (
𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑈𝑓

)
𝐿

𝑛

+ 𝜌𝑓,𝐿
𝑛 ] + 𝐻𝑖𝑓,𝐿

𝑛 (
ℎ𝑔,𝐿

∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) (
𝜕𝑇𝑓

𝜕𝑈𝑓

)
𝐿

𝑛

∆𝑡} ∆𝑉 

𝐴2,3 = −(𝜌𝑓,𝐿
𝑛 𝑈𝑓,𝐿

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)∆𝑉 

𝐴2,4 = {𝛼𝑓,𝐿
𝑛 𝑈𝑓,𝐿

𝑛 (
𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

− 𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑓,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) [(
𝜕𝑇𝑠

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

− (
𝜕𝑇𝑔

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

] ∆𝑡

− 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) [(
𝜕𝑇𝑠

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

− (
𝜕𝑇𝑓

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

] ∆𝑡} ∆𝑉 

𝐴3,1 = [𝛼𝑔,𝐿
𝑛 (

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑈𝑔

)
𝐿

𝑛

− 𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

2

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛)(
𝜕𝑇𝑔

𝜕𝑈𝑔

)
𝐿

𝑛

∆𝑡] ∆𝑉 

𝐴3,2 = −[𝛼𝑓,𝐿
𝑛 (

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑈𝑓

)
𝐿

𝑛

+ 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

2

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛)(
𝜕𝑇𝑓

𝜕𝑈𝑓

)
𝐿

𝑛

∆𝑡] ∆𝑉 

𝐴3,3 = (𝜌𝑔,𝐿
𝑛 + 𝜌𝑓,𝐿

𝑛 )∆𝑉 

𝐴3,4 = [𝛼𝑔,𝐿
𝑛 (

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

− 𝛼𝑓,𝐿
𝑛 (

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

] ∆𝑉

+ (
2

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) {𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 [(

𝜕𝑇𝑠

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

− (
𝜕𝑇𝑔

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

] + 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 [(

𝜕𝑇𝑠

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

− (
𝜕𝑇𝑓

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

]} ∆𝑉∆𝑡 

𝐴4,1 = 𝛼𝑔,𝐿
𝑛 (

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑈𝑔

)
𝐿

𝑛

∆𝑉 

𝐴4,2 = 𝛼𝑓,𝐿
𝑛 (

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑈𝑓

)
𝐿

𝑛

∆𝑉 

𝐴4,3 = (𝜌𝑔,𝐿
𝑛 − 𝜌𝑓,𝐿

𝑛 )∆𝑉 

𝐴4,4 = [𝛼𝑔,𝐿
𝑛 (

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

+ 𝛼𝑓,𝐿
𝑛 (

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

] ∆𝑉 

𝐵1 = {−𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑓,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) (𝑇𝐿
𝑠,𝑛 − 𝑇𝑔,𝐿

𝑛 ) − 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) (𝑇𝐿
𝑠,𝑛 − 𝑇𝑓,𝐿

𝑛 ) + [(
1 + 𝜀

2
) ℎ𝑔,𝐿

′, + (
1 − 𝜀

2
) ℎ𝑓,𝐿

′,𝑛] 𝛤𝑤,𝐿
𝑛

+ 𝑄𝑤𝑔,𝐿
𝑛 + Φ𝑔,𝐿

𝑛 } ∆𝑉∆𝑡 

𝐵2 = {𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑓,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) (𝑇𝐿
𝑠,𝑛 − 𝑇𝑔,𝐿

𝑛 ) + 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) (𝑇𝐿
𝑠,𝑛 − 𝑇𝑓,𝐿

𝑛 ) − [(
1 + 𝜀

2
) ℎ𝑔,𝐿

′,𝑛 + (
1 − 𝜀

2
)ℎ𝑓,𝐿

′,𝑛] 𝛤𝑤,𝐿
𝑛

+ 𝑄𝑤𝑓,𝐿
𝑛 + Φ𝑓,𝐿

𝑛 } ∆𝑉∆𝑡 

𝐵3 = {−(
2

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛) [𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (𝑇𝐿

𝑠,𝑛 − 𝑇𝑔,𝐿
𝑛 ) + 𝐻𝑖𝑓,𝐿

𝑛 (𝑇𝐿
𝑠,𝑛 − 𝑇𝑓,𝐿

𝑛 )] + 2𝛤𝑤,𝐿
𝑛 } ∆𝑉∆𝑡 
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𝐵4 = 0 

𝐺1
1 = −𝛼̇𝑔,𝑗+1

𝑛 (𝜌̇𝑔,𝑗+1
𝑛 𝑈̇𝑔,𝑗+1

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)𝐴𝑗+1∆𝑡 

𝐺2
1 = 0 

𝐺3
1 = −𝛼̇𝑔,𝑗+1

𝑛 𝜌̇𝑔,𝑗+1
𝑛 𝐴𝑗+1∆𝑡 

𝐺4
1 = −𝛼̇𝑔,𝑗+1

𝑛 𝜌̇𝑔,𝑗+1
𝑛 𝐴𝑗+1∆𝑡 

𝐺1
2 = 𝛼̇𝑔,𝑗

𝑛 (𝜌̇𝑔,𝑗
𝑛 𝑈̇𝑔,𝑗

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)𝐴𝑗∆𝑡 

𝐺2
2 = 0 

𝐺3
2 = 𝛼̇𝑔,𝑗

𝑛 𝜌̇𝑔,𝑗
𝑛 𝐴𝑗∆𝑡 

𝐺4
2 = 𝛼̇𝑔,𝑗

𝑛 𝜌̇𝑔,𝑗
𝑛 𝐴𝑗∆𝑡 

𝐹1
1 = 0 

𝐹2
1 = −𝛼̇𝑓,𝑗+1

𝑛 (𝜌̇𝑓,𝑗+1
𝑛 𝑈̇𝑓,𝑗+1

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)𝐴𝑗+1∆𝑡 

𝐹3
1 = 𝛼̇𝑓,𝑗+1

𝑛 𝜌̇𝑓,𝑗+1
𝑛 𝐴𝑗+1∆𝑡 

𝐹4
1 = −𝛼̇𝑓,𝑗+1

𝑛 𝜌̇𝑓,𝑗+1
𝑛 𝐴𝑗+1∆𝑡 

𝐹1
2 = 0 

𝐹2
2 = 𝛼̇𝑓,𝑗

𝑛 (𝜌̇𝑓,𝑗
𝑛 𝑈̇𝑓,𝑗

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)𝐴𝑗∆𝑡 

𝐹3
2 = −𝛼̇𝑓,𝑗

𝑛 𝜌̇𝑓,𝑗
𝑛 𝐴𝑗∆𝑡 

𝐹4
4 = 𝛼̇𝑓,𝑗

𝑛 𝜌̇𝑓,𝑗
𝑛 𝐴𝑗∆𝑡 

Aquí todos los términos matriciales y vectoriales contienen valores conocidos, como puede notarse, 

ya que son parámetros del tiempo anterior. Así que el conjunto de ecuaciones que se ha construido 

tienen las siguientes incógnitas: 𝑈̃𝑔,𝐿
𝑛+1, 𝑈̃𝑓,𝐿

𝑛+1, 𝛼̃𝑔,𝐿
𝑛+1, 𝑃𝐿

𝑛+1 , 𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 , 𝑣𝑔,𝑗

𝑛+1, 𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1  y 𝑣𝑓,𝑗

𝑛+1. 

Una vez que se ha construido la Ec. (3.67), se puede notar que tanto la energía interna como la 

presión, dependen de las incógnitas de las velocidades en el tiempo nuevo de dos nodos adyacentes, 

es decir, dependen de 𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1  y 𝑣𝑔,𝑗

𝑛+1, y viceversa. Es por ello, que la manera en que se resuelven 

estas ecuaciones es independizando la presión de la energía interna específica de cada fase y la 

fracción de vacío en el tiempo actual. De esta manera se obtiene una ecuación en el que la presión 

sólo depende de las velocidades de las fases. Este procedimiento es directo y se detalla a 

continuación.  

Multiplicando la Ec. (3.67) por la inversa de la matriz [𝐴], es decir, multiplicándola por [𝐴]−1 se 

tiene 
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[
 
 
 
 
𝑈𝑔,𝐿

𝑛+1 − 𝑈𝑔,𝐿
𝑛

𝑈𝑓,𝐿
𝑛+1 − 𝑈𝑓,𝐿

𝑛

𝛼̃𝑔,𝐿
𝑛+1 − 𝛼𝑔,𝐿

𝑛

𝑃𝐿
𝑛+1 − 𝑃𝐿

𝑛 ]
 
 
 
 

=

[
 
 
 
𝐴1,1 𝐴1,2

𝐴2,1 𝐴2,2

𝐴1,3 𝐴1,4

𝐴2,3 𝐴2,4

𝐴3,1 𝐴3,2

𝐴4,1 𝐴4,2

𝐴3,3 𝐴3,4

𝐴4,3 𝐴4,4]
 
 
 
−1

∙

(

 
 

[

𝐵1

𝐵2

𝐵3

𝐵4

] +

[
 
 
 
 
𝑔1

1

𝑔2
1

𝑔3
1

𝑔4
1]
 
 
 
 

𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 +

[
 
 
 
 
𝑔1

2

𝑔2
2

𝑔3
2

𝑔4
2]
 
 
 
 

𝑣𝑔,𝑗
𝑛+1 +

[
 
 
 
 
𝑓1

1

𝑓2
1

𝑓3
1

𝑓4
1]
 
 
 
 

𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1 +

[
 
 
 
 
𝑓1

2

𝑓2
2

𝑓3
2

𝑓4
2]
 
 
 
 

𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1

)

 
 

 

(3.69) 

donde es notorio que sólo la última fila8 de [𝐴]−1, es decir, [𝐴]4,:
−1 es suficiente para obtener una 

ecuación para la presión que solo dependa de las velocidades, como sigue (de manera simplificada): 

𝑃𝐿
𝑛+1 = 𝑃𝐿

𝑛 + [𝐴]4,:
−1{[𝐵] + [𝐺1]𝑣𝑔,𝑗+1

𝑛+1 + [𝐺2]𝑣𝑔,𝑗
𝑛+1 + [𝐹1]𝑣𝑓,𝑗+1

𝑛+1 + [𝐹2]𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1} (3.70) 

De la misma manera se pueden obtener las ecuaciones para 𝑈̃𝑔,𝐿
𝑛+1, 𝑈̃𝑓,𝐿

𝑛+1y 𝛼̃𝑔,𝐿
𝑛+1. 

𝑈𝑔,𝐿
𝑛+1 = 𝑈𝑔,𝐿

𝑛 + [𝐴]1,:
−1{[𝐵] + [𝐺1]𝑣𝑔,𝑗+1

𝑛+1 + [𝐺2]𝑣𝑔,𝑗
𝑛+1 + [𝐹1]𝑣𝑓,𝑗+1

𝑛+1 + [𝐹2]𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1} (3.71) 

𝑈𝑓,𝐿
𝑛+1 = 𝑈𝑓,𝐿

𝑛 + [𝐴]2,:
−1{[𝐵] + [𝐺1]𝑣𝑔,𝑗+1

𝑛+1 + [𝐺2]𝑣𝑔,𝑗
𝑛+1 + [𝐹1]𝑣𝑓,𝑗+1

𝑛+1 + [𝐹2]𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1} (3.72) 

𝛼̃𝑔,𝐿
𝑛+1 = 𝛼𝑔,𝐿

𝑛 + [𝐴]3,:
−1{[𝐵] + [𝐺1]𝑣𝑔,𝑗+1

𝑛+1 + [𝐺2]𝑣𝑔,𝑗
𝑛+1 + [𝐹1]𝑣𝑓,𝑗+1

𝑛+1 + [𝐹2]𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1} (3.73) 

donde las ecuaciones de (3.70)–(3.73) solo dependen de las velocidades y otros parámetros 

conocidos del tiempo anterior. A continuación, se detalla el procedimiento para el cálculo de las 

velocidades a partir de las ecuaciones de suma y resta de momentum. En forma matricial tenemos: 

[
𝐶1,1

𝑗
𝐶1,2

𝑗

𝐶2,1
𝑗

𝐶2,2
𝑗

] [
𝑣𝑔,𝑗

𝑛+1

𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1] = [

𝐷1
𝑗

𝐷2
𝑗
] (𝑃𝐿

𝑛+1 − 𝑃𝐿−1
𝑛+1) + [

𝐸1
𝑗

𝐸2
𝑗
] (3.74) 

donde 

𝐶1,1 = [𝛼𝑔,𝑗
𝑛 𝜌𝑔,𝑗

𝑛 (1 + 𝐹𝑊𝑔,𝑗
𝑛 ∆𝑡) + 𝛤𝑔,𝑗

𝑛 ∆t]∆𝑧𝑗  

𝐶1,2 = [𝛼𝑓,𝑗
𝑛 𝜌𝑓,𝑗

𝑛 (1 + 𝐹𝑊𝑓,𝑗
𝑛 ∆𝑡) − 𝛤𝑔,𝑗

𝑛 ∆t]∆𝑧𝑗  

𝐶2,1 = [1 + (𝐹𝑊𝑔,𝑗
𝑛 −

1

𝛼𝑔,𝑗
𝑛 𝜌𝑔,𝑗

𝑛 + 𝜌𝑚,𝑗
𝑛 𝐹𝐼𝑗

𝑛)∆t] ∆𝑧𝑗  

𝐶2,2 = [−1 + (𝐹𝑊𝑓,𝑗
𝑛 +

1

𝛼𝑓,𝑗
𝑛 𝜌𝑓,𝑗

𝑛 + 𝜌𝑚,𝑗
𝑛 𝐹𝐼𝑗

𝑛)∆t] ∆𝑧𝑗  

𝐷1 = −∆𝑡 

                                                           
8 El subíndice "4,:” en 𝐴−1 indica que tenemos un vector que corresponde a la fila 4 de la matriz y abarca todas las 

columnas que la componen (en este caso, 4). Algo similar se debe tener en cuenta para la ecuación de la presión. 
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𝐷2 = −
𝜌𝑓,𝑗

𝑛 − 𝜌𝑔,𝑗
𝑛

𝜌𝑔,𝑗
𝑛 𝜌𝑓,𝑗

𝑛 ∆𝑡 

𝐸1 = (𝛼𝑔,𝑗
𝑛 𝜌𝑔,j

𝑛 ∆𝑧𝑗)𝑣𝑔,𝑗
𝑛 + (𝛼𝑓,𝑗

𝑛 𝜌𝑓,𝑗
𝑛 ∆𝑧𝑗)𝑣𝑓,𝑗

𝑛 −
1

2
𝛼̇𝑔,𝑗

𝑛 𝜌̇𝑔,𝑗
𝑛 [(𝑣𝑔,𝐿

𝑛 )
2
− (𝑣𝑔,𝐿−1

𝑛 )
2
] ∆𝑡 −

1

2
𝛼̇𝑓,𝑗

𝑛 𝜌̇𝑓,𝑗
𝑛 [(𝑣𝑓,𝐿

𝑛 )
2
− (𝑣𝑓,𝐿−1

𝑛 )
2
] ∆𝑡

+
1

2
[(𝛼̇𝑔,𝑗

𝑛 𝜌̇𝑔,𝑗
𝑛 )VISG𝑗

𝑛 + (𝛼̇𝑓,𝑗
𝑛 𝜌̇𝑓,𝑗

𝑛 )VISF𝑗
𝑛]∆𝑡 

𝐸2 = (𝑣𝑔,𝑗
𝑛 − 𝑣𝑓,𝑗

𝑛 )∆𝑧𝑗 −
1

2

𝛼̇𝑔,𝑗
𝑛 𝜌̇𝑔,𝑗

𝑛

𝛼𝑔,𝑗
𝑛 𝜌𝑔,𝑗

𝑛 [(𝑣𝑔,𝐿
𝑛 )

2
− (𝑣𝑔,𝐿−1

𝑛 )
2
] ∆𝑡 +

1

2

𝛼̇𝑓,𝑗
𝑛 𝜌̇𝑓,𝑗

𝑛

𝛼𝑓,𝑗
𝑛 𝜌𝑓,𝑗

𝑛 [(𝑣𝑓,𝐿
𝑛 )

2
− (𝑣𝑓,𝐿−1

𝑛 )
2
] ∆𝑡

+
1

2
[(

𝛼̇𝑔,𝑗
𝑛 𝜌̇𝑔,𝑗

𝑛

𝛼𝑔,𝑗
𝑛 𝜌𝑔,𝑗

𝑛 )VISG𝑗
𝑛 − (

𝛼̇𝑓,𝑗
𝑛 𝜌̇𝑓,𝑗

𝑛

𝛼𝑓,𝑗
𝑛 𝜌𝑓,𝑗

𝑛 )VISF𝑗
𝑛] ∆𝑡 −

𝛤𝑔,𝑗
𝑛 𝜌𝑚,𝑗

𝑛 𝑉𝐼𝑗
𝑛∆𝑧𝑗∆t

𝛼𝑔,𝑗
𝑛 𝜌𝑔,𝑗

𝑛 𝛼𝑓,𝑗
𝑛 𝜌𝑓,𝑗

𝑛  

En las ecuaciones anteriores se ha eliminado el término de fuerzas de cuerpo (gravedad) por ser 

una tubería horizontal. 

La ecuación anterior relaciona las velocidades de las fases (en el nodo 𝑗) con la presión de dos 

nodos adyacentes, análogamente se puede obtener una expresión para las velocidades en el nodo 

𝑗 + 1 como sigue: 

[
𝐶1,1

𝑗+1
𝐶1,2

𝑗+1

𝐶2,1
𝑗+1

𝐶2,2
𝑗+1

] [
𝑣𝑔,𝑗+1

𝑛+1

𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1 ] = [

𝐷1
𝑗+1

𝐷2
𝑗+1

] (𝑃𝐿+1
𝑛+1 − 𝑃𝐿

𝑛+1) + [
𝐸1

𝑗+1

𝐸2
𝑗+1

] (3.75) 

Las Ecs. (3.74) y (3.75) pueden expresarse de forma más compacta: 

[𝐶𝑗] [
𝑣𝑔,𝑗

𝑛+1

𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1] = [𝐷𝑗](𝑃𝐿

𝑛+1 − 𝑃𝐿−1
𝑛+1) + [𝐸𝑗] (3.76) 

[𝐶𝑗+1] [
𝑣𝑔,𝑗+1

𝑛+1

𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1 ] = [𝐷𝑗+1](𝑃𝐿+1

𝑛+1 − 𝑃𝐿
𝑛+1) + [𝐸𝑗+1] 

(3.77) 

Para las matrices de los coeficientes 𝐶𝑗+1, 𝐷𝑗+1 y 𝐸𝑗+1, se obtienen de la misma manera que 𝐶𝑗, 𝐷𝑗  

y 𝐸𝑗, con la diferencia de que los términos están desfasados en dirección axial. 

Si se despejan los vectores de velocidades de las Ecs. (3.76) y (3.77) se pueden obtener expresiones 

explícitas para 𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 , 𝑣𝑔,𝑗+1

𝑛+1 , 𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1 y 𝑣𝑓,𝑗

𝑛+1, las cuales son las siguientes: 

𝑣𝑔,𝑗
𝑛+1 = [𝐶𝑗]1,:

−1
{[𝐷𝑗](𝑃𝐿

𝑛+1 − 𝑃𝐿−1
𝑛+1) + [𝐸𝑗]} (3.78) 

𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1 = [𝐶𝑗]2,:

−1
{[𝐷𝑗](𝑃𝐿

𝑛+1 − 𝑃𝐿−1
𝑛+1) + [𝐸𝑗]} 

(3.79) 

𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 = [𝐶𝑗+1]1,:

−1
{[𝐷𝑗+1](𝑃𝐿+1

𝑛+1 − 𝑃𝐿
𝑛+1) + [𝐸𝑗+1]} 

(3.80) 

𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1 = [𝐶𝑗+1]2,:

−1
{[𝐷𝑗+1](𝑃𝐿+1

𝑛+1 − 𝑃𝐿
𝑛+1) + [𝐸𝑗+1]} 

(3.81) 
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Ahora se sustituyen las Ecs. (3.78)-(3.81) en la Ec. (3.70) para obtener una sola expresión explícita 

para la presión, y después de agrupar términos semejantes se tiene: 

𝑎𝑊,𝐿𝑃𝐿−1
𝑛+1 + 𝑎𝑃,𝐿𝑃𝐿

𝑛+1 + 𝑎𝐸,𝐿𝑃𝐿+1
𝑛+1 = 𝐵𝑃,𝐿 (3.82) 

donde los coeficientes quedan definidos como se muestran a continuación: 

𝑎𝑊,𝐿 = [𝐴]4,:
−1 {[𝐺2][𝐶𝑗]1,:

−1
[𝐷𝑗] + [𝐹2][𝐶𝑗]2,:

−1
[𝐷𝑗]} 

𝑎𝑃,𝐿 = 1 + [𝐴]4,:
−1 {[𝐺1][𝐶𝑗+1]1,:

−1
[𝐷𝑗+1] − [𝐺2][𝐶𝑗]1,:

−1
[𝐷𝑗] + [𝐹1][𝐶𝑗+1]2,:

−1
[𝐷𝑗+1] − [𝐹2][𝐶𝑗]2,:

−1
[𝐷𝑗]} 

𝑎𝐸,𝐿 = −[𝐴]4,:
−1 {[𝐺1][𝐶𝑗+1]1,:

−1
[𝐷𝑗+1] + [𝐹1][𝐶𝑗+1]2,:

−1
[𝐷𝑗+1]} 

𝐵𝑃,𝐿 = 𝑃𝐿
𝑛 + [𝐴]4,:

−1 {[𝐵] + [𝐺1][𝐶𝑗+1]1,:

−1
[𝐸𝑗+1] + [𝐺2][𝐶𝑗]1,:

−1
[𝐸𝑗] + [𝐹1][𝐶𝑗+1]2,:

−1
[𝐸𝑗+1] + [𝐹2][𝐶𝑗]2,:

−1
[𝐸𝑗]} 

(3.83) 

Escribiendo de forma más compacta se tiene: 

𝑎𝑊,𝐿 = [𝐴]4,:
−1[𝐺2|𝐹2][𝐶𝑗]

−1
[𝐷𝑗] 

𝑎𝑃,𝐿 = 1 + [𝐴]4,:
−1 {[𝐺1|𝐹1][𝐶𝑗+1]

−1
[𝐷𝑗+1] − [𝐺2|𝐹2][𝐶𝑗]

−1
[𝐷𝑗]} 

𝑎𝐸,𝐿 = −[𝐴]4,:
−1[𝐺1|𝐹1][𝐶𝑗+1]

−1
[𝐷𝑗+1] 

𝐵𝑃,𝐿 = 𝑃𝐿
𝑛 + [𝐴]4,:

−1 {[𝐵] + [𝐺1|𝐹1][𝐶𝑗+1]
−1

[𝐸𝑗+1] + [𝐺2|𝐹2][𝐶𝑗]
−1

[𝐸𝑗]} 

(3.84) 

donde las matrices [𝐺1|𝐹1] y [𝐺2|𝐹2] son matrices aumentadas. 

Se puede notar que la ecuación obtenida para la presión (Ec. (3.82)) forma un sistema tridiagonal, 

el cual se resuelve de manera directa usando el Algoritmo de Thomas (o mejor conocido como 

TDMA). Y de esta manera obtener todo el perfil longitudinal de presión en el tiempo nuevo. 

Dependiendo de las condiciones de frontera consideradas, los valores de los coeficientes en el 

primer volumen de control y el último volumen de control, tendrán un valor diferente. A 

continuación, se escriben las condiciones de frontera para el caso en el cual las velocidades de las 

fases son conocidas en la entrada, y la presión es conocida a la salida (𝑃𝑜𝑢𝑡): 

Frontera Oeste 

𝑎𝑊,1 = 0 

𝑎𝑃,1 = 1 + [𝐴]4,:
−1[𝐺1|𝐹1][𝐶1]

−1[𝐷1] 

𝑎𝐸,1 = −[𝐴]4,:
−1[𝐺1|𝐹1][𝐶1]

−1[𝐷1] 

𝐵𝑃,1 = 𝑃1
𝑛 + [𝐴]4,:

−1[𝐵] + [𝐴]4,:
−1[𝐺1|𝐹1][𝐶1]

−1[𝐸1] + [𝐴]4,:
−1[𝐺2]𝑣𝑔,0

𝑛+1 + [𝐴]4,:
−1[𝐹2]𝑣𝑓,0

𝑛+1 

(3.85) 

Frontera Este 
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𝑎𝑊,𝑁𝑋 = [𝐴]4,:
−1{[𝐺2|𝐹2][𝐶𝑁𝑋−1]

−1[𝐷𝑁𝑋−1]} 

𝑎𝑃,𝑁𝑋 = 1 + [𝐴]4,:
−1{2[𝐺1|𝐹1][𝐶𝑁𝑋]−1[𝐷𝑁𝑋] − [𝐺2|𝐹2][𝐶𝑁𝑋−1][𝐷𝑁𝑋−1]} 

𝑎𝐸,𝑁𝑋 = 0 

𝐵𝑃,𝑁𝑋 = 𝑃𝑁𝑋
𝑛 + [𝐴]4,:

−1{[𝐵] + [𝐺1|𝐹1][𝐶𝑁𝑋]−1[𝐸𝑁𝑋] + [𝐺2|𝐹2][𝐶𝑁𝑋−1]
−1[𝐸𝑁𝑋−1]

+ 2[𝐺1|𝐹1][𝐶𝑁𝑋]−1[𝐷𝑁𝑋]𝑃𝑜𝑢𝑡} 

(3.86) 

Una vez que se ha obtenido todo el perfil de presiones en el tiempo nuevo, es decir, 𝑃𝐿 
𝑛+1, se pueden 

resolver las Ecs. (3.78)-(3.81) para hallar los valores correspondientes de velocidades de las fases 

(𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 , 𝑣𝑔,𝑗

𝑛+1, 𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1  y 𝑣𝑓,𝑗

𝑛+1).  

Cuando ya se conocen la presión y las velocidades, se determinan los valores de 𝑈̃𝑔,𝐿
𝑛+1, 𝑈̃𝑓,𝐿

𝑛+1y 𝛼̃𝑔,𝐿
𝑛+1 

de las Ecs. (3.71)-(3.73), respectivamente. Sin embargo, los valores de estas variables son 

provisionales en el tiempo nuevo y no representan los valores finales para estas variables. Para 

encontrar sus valores correctos, se sigue la metodología que se explica a continuación. 

Se determina la generación de masa en el tiempo nuevo. La Ec. (3.87) muestra la forma discretizada 

de la ecuación de generación de masa: 

𝛤̃𝑔,𝐿
𝑛+1 = −

[𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (𝑇̃𝐿

𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑔,𝐿
𝑛+1) + 𝐻𝑖𝑓,𝐿

𝑛 (𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑓,𝐿

𝑛+1)]

ℎ𝑔,𝐿
∗,𝑛 − ℎ𝑓,𝐿

∗,𝑛 + 𝛤𝑤,𝐿
𝑛  

(3.87) 

donde 𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1

, 𝑇̃𝑔,𝐿
𝑛+1 y 𝑇̃𝑓,𝐿

𝑛+1 se calculan con las Ecs. (3.88)–(3.90). 

𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 = 𝑇𝐿

𝑠,𝑛 + (
𝜕𝑇𝑠

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

(𝑃𝐿
𝑛+1 − 𝑃𝐿

𝑛) 
(3.88) 

𝑇̃𝑔,𝐿
𝑛+1 = 𝑇𝑔,𝐿

𝑛 + (
𝜕𝑇𝑔

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

(𝑃𝐿
𝑛+1 − 𝑃𝐿

𝑛) + (
𝜕𝑇𝑔

𝜕𝑈𝑔

)
𝐿

𝑛

(𝑈𝑔,𝐿
𝑛+1 − 𝑈𝑔,𝐿

𝑛 ) 
(3.89) 

𝑇̃𝑓,𝐿
𝑛+1 = 𝑇𝑓,𝐿

𝑛 + (
𝜕𝑇𝑓

𝜕𝑃
)

𝐿

𝑛

(𝑃𝐿
𝑛+1 − 𝑃𝐿

𝑛) + (
𝜕𝑇𝑓

𝜕𝑈𝑓

)
𝐿

𝑛

(𝑈𝑓,𝐿
𝑛+1 − 𝑈𝑓,𝐿

𝑛 ) 
(3.90) 

donde 𝑈̃𝑔,𝐿
𝑛+1, 𝑈̃𝑓,𝐿

𝑛+1y 𝑃𝐿
𝑛+1 ya han sido determinadas. 

Una vez hecho lo anterior, se emplean las ecuaciones diferenciales de conservación de masa 

(también llamadas suma y diferencia de densidad) y energía de cada fase, en la forma conservativa 

(o forma no expandida), para obtener las variables finales de 𝑈𝑔,𝐿
𝑛+1, 𝑈𝑓,𝐿

𝑛+1y 𝛼𝑔,𝐿
𝑛+1. 

Calculando (𝛼𝑔𝜌𝑔)
𝐿

𝑛+1
 y (𝛼𝑓𝜌𝑓)𝐿

𝑛+1
 de manera explícita con las Ecs. (3.93) y (3.94). 
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Ecuación no expandida de densidad del vapor 

[(𝛼𝑔𝜌𝑔)
𝐿

𝑛+1
− (𝛼𝑔𝜌𝑔)

𝐿

𝑛
] ∆𝑉 + ( 𝛼̇𝑔,𝑗+1

𝑛  𝜌̇𝑔,𝑗+1
𝑛 𝑣𝑔,𝑗+1

𝑛+1 𝐴𝑗+1 − 𝛼̇𝑔,𝑗
𝑛  𝜌̇𝑔,𝑗

𝑛 𝑣𝑔,𝑗
𝑛+1𝐴𝑗)∆𝑡 = 𝛤̃𝑔,𝐿

𝑛+1∆𝑉∆𝑡 (3.91) 

Ecuación no expandida de densidad del líquido 

[(𝛼𝑓𝜌𝑓)𝐿

𝑛+1
− (𝛼𝑓𝜌𝑓)𝐿

𝑛
] ∆𝑉 + ( 𝛼̇𝑓,𝑗+1

𝑛  𝜌̇𝑓,𝑗+1
𝑛 𝑣𝑓,𝑗+1

𝑛+1 𝐴𝑗+1 − 𝛼̇𝑓,𝑗
𝑛  𝜌̇𝑓,𝑗

𝑛 𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1𝐴𝑗)∆𝑡 = −𝛤̃𝑔,𝐿

𝑛+1∆𝑉∆𝑡 (3.92) 

Tomando (3.91) y (3.92) se tiene lo siguiente: 

(𝛼𝑔𝜌𝑔)
𝐿

𝑛+1
= (𝛼𝑔𝜌𝑔)

𝐿

𝑛
+ 𝛤̃𝑔,𝐿

𝑛+1∆𝑡 − ( 𝛼̇𝑔,𝑗+1
𝑛  𝜌̇𝑔,𝑗+1

𝑛 𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 𝐴𝑗+1 − 𝛼̇𝑔,𝑗

𝑛  𝜌̇𝑔,𝑗
𝑛 𝑣𝑔,𝑗

𝑛+1𝐴𝑗)
∆𝑡

∆𝑉
 

(3.93) 

(𝛼𝑓𝜌𝑓)𝐿

𝑛+1
= (𝛼𝑓𝜌𝑓)𝐿

𝑛
− 𝛤̃𝑔,𝐿

𝑛+1∆𝑡 − ( 𝛼̇𝑓,𝑗+1
𝑛  𝜌̇𝑓,𝑗+1

𝑛 𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1 𝐴𝑗+1 − 𝛼̇𝑓,𝑗

𝑛  𝜌̇𝑓,𝑗
𝑛 𝑣𝑓,𝑗

𝑛+1𝐴𝑗)
∆𝑡

∆𝑉
 

(3.94) 

Ahora bien, se toma la ecuación no expandida de energía del vapor para calcular (𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔)
𝐿

𝑛+1
, 

para después dividir este resultado entre (𝛼𝑔𝜌𝑔)
𝐿

𝑛+1
, y de esa manera obtener 𝑈𝑔,𝐿

𝑛+1. Lo mismo se 

hace para obtener 𝑈𝑓,𝐿
𝑛+1 mediante la ecuación no expandida de energía del líquido. 

Ecuación no expandida de la energía del vapor 

[(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔)
𝐿

𝑛+1
− (𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔)

𝐿

𝑛
] ∆𝑉

+ [𝛼̇𝑔,𝑗+1
𝑛 (𝜌̇𝑔,𝑗+1

𝑛 𝑈̇𝑔,𝑗+1
𝑛 + 𝑃𝐿

𝑛)𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 𝐴𝑗+1 − 𝛼̇𝑔,𝑗

𝑛 (𝜌̇𝑔,𝑗
𝑛 𝑈̇𝑔,𝑗

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)𝑣𝑔,𝑗

𝑛+1𝐴𝑗]∆𝑡

= −𝑃𝐿
𝑛(𝛼̃𝑔,𝐿

𝑛+1 − 𝛼𝑔,𝐿
𝑛 )∆𝑉

+ {−𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑓
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)
𝐿

𝑛

(𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑔,𝐿

𝑛+1) − 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑔
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)
𝐿

𝑛

(𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑓,𝐿

𝑛+1)

+ [(
1 + 𝜀

2
)ℎ𝑔,𝐿

′,𝑛 + (
1 − 𝜀

2
)ℎ𝑓,𝐿

′,𝑛] 𝛤𝑤,𝐿
𝑛 + 𝑄𝑤𝑔,𝐿

𝑛 + Φ𝑔,𝐿
𝑛 } ∆𝑉∆𝑡 

(3.95) 

Ecuación no expandida de la energía del líquido 

[(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓)𝐿

𝑛+1
− (𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓)𝐿

𝑛
] ∆𝑉

+ [𝛼̇𝑓,𝑗+1
𝑛 (𝜌̇𝑓,𝑗+1

𝑛 𝑈̇𝑓,𝑗+1
𝑛 + 𝑃𝐿

𝑛)𝑣𝑓,𝑗+1
𝑛+1 𝐴𝑗+1 − 𝛼̇𝑓,𝑗

𝑛 (𝜌̇𝑓,𝑗
𝑛 𝑈̇𝑓,𝑗

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)𝑣𝑓,𝑗

𝑛+1𝐴𝑗]∆𝑡

= 𝑃𝐿
𝑛(𝛼̃𝑔,𝐿

𝑛+1 − 𝛼𝑔,𝐿
𝑛 )∆𝑉

+ {𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑓
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)
𝐿

𝑛

(𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑔,𝐿

𝑛+1) + 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑔
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)
𝐿

𝑛

(𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑓,𝐿

𝑛+1)

− [(
1 + 𝜀

2
) ℎ𝑔,𝐿

′,𝑛 + (
1 − 𝜀

2
)ℎ𝑓,𝐿

′,𝑛] 𝛤𝑤,𝐿
𝑛 + 𝑄𝑤𝑓,𝐿

𝑛 + Φ𝑓,𝐿
𝑛 } ∆𝑉∆𝑡 

(3.96) 
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Despejando (𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔)
𝐿

𝑛+1
 y (𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓)𝐿

𝑛+1
 de las Ecs. (3.95) y (3.96), respectivamente, se tiene: 

(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔)
𝐿

𝑛+1
= (𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔)

𝐿

𝑛

− [𝛼̇𝑔,𝑗+1
𝑛 (𝜌̇𝑔,𝑗+1

𝑛 𝑈̇𝑔,𝑗+1
𝑛 + 𝑃𝐿

𝑛)𝑣𝑔,𝑗+1
𝑛+1 𝐴𝑗+1 − 𝛼̇𝑔,𝑗

𝑛 (𝜌̇𝑔,𝑗
𝑛 𝑈̇𝑔,𝑗

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)𝑣𝑔,𝑗

𝑛+1𝐴𝑗]
∆𝑡

∆𝑉
− 𝑃𝐿

𝑛(𝛼̃𝑔,𝐿
𝑛+1 − 𝛼𝑔,𝐿

𝑛 )

+ {−𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑓
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)
𝐿

𝑛

(𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑔,𝐿

𝑛+1) − 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑔
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)
𝐿

𝑛

(𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑓,𝐿

𝑛+1)

+ [(
1 + 𝜀

2
)ℎ𝑔,𝐿

′,𝑛 + (
1 − 𝜀

2
)ℎ𝑓,𝐿

′,𝑛] 𝛤𝑤,𝐿
𝑛 + 𝑄𝑤𝑔,𝐿

𝑛 + 𝛷𝑔,𝐿
𝑛 } ∆𝑡 

(3.97) 

(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓)𝐿

𝑛+1
= (𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓)𝐿

𝑛
− [𝛼̇𝑓,j+1

𝑛 (𝜌̇𝑓,𝑗+1
𝑛 𝑈̇𝑓,𝑗+1

𝑛 + 𝑃𝐿
𝑛)𝑣𝑓,𝑗+1

𝑛+1 𝐴𝑗+1 − 𝛼̇𝑓,𝑗
𝑛 (𝜌̇𝑓,𝑗

𝑛 𝑈̇𝑓,𝑗
𝑛 + 𝑃𝐿

𝑛)𝑣𝑓,𝑗
𝑛+1𝐴𝑗]

∆𝑡

∆𝑉
+ 𝑃𝐿

𝑛(𝛼̃𝑔,𝐿
𝑛+1 − 𝛼𝑔,𝐿

𝑛 )

+ {𝐻𝑖𝑔,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑓
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)
𝐿

𝑛

(𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑔,𝐿

𝑛+1) + 𝐻𝑖𝑓,𝐿
𝑛 (

ℎ𝑔
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)
𝐿

𝑛

(𝑇̃𝐿
𝑠,𝑛+1 − 𝑇̃𝑓,𝐿

𝑛+1)

− [(
1 + 𝜀

2
) ℎ𝑔,𝐿

′,𝑛 + (
1 − 𝜀

2
) ℎ𝑓,𝐿

′,𝑛] 𝛤𝑤,𝐿
𝑛 + 𝑄𝑤𝑓,𝐿

𝑛 + 𝛷𝑓,𝐿
𝑛 } ∆𝑡 

(3.98) 

Finalmente se calculan las propiedades del vapor a partir de las tablas de propiedades 

termodinámicas.  

Es de esperarse que para el primer paso de tiempo (∆𝑡) no se alcance la convergencia temporal, así 

que el procedimiento anterior se realiza iterativamente hasta que las variables primarias no varíen 

en el tiempo. Y asimismo un criterio para el estado estacionario debe establecerse para detener las 

iteraciones y dar por finalizada la corrida del programa. 

Como puede notarse, el código debe ser capaz de resolver matrices tridiagonales, así como calcular 

la inversa de la matriz, e incorporar las tablas termodinámicas. Todo esto se establece de manera 

general en el diagrama de flujo de la Figura 3.5. 



CAPÍTULO 3. MODELO TERMOHIDRÁULICO DEL FLUJO BIFÁSICO DRYOUT 
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Figura 3.5. Algoritmo de solución del simulador para obtener los resultados termohidráulicos y térmicos. 

3.3.2.2 Criterios de convergencia 

El criterio de convergencia utilizado en el código para la ecuación de conservación de masa es la 

comparación de la densidad de la mezcla calculada con las ecuaciones de conservación en la forma 

no conservativa, con la de la forma conservativa de suma de masa. Otro criterio que se debe 

satisfacer para corroborar que el código desarrollado está correctamente implementado son las 

ecuaciones de salto o equilibrio en la interfase, la suma de esos términos deben ser cero. 

Adicionalmente, se introduce un criterio para establecer cuándo el estado estacionario ha sido 

alcanzado. 

 

3.3.3 Estabilidad numérica 

El modelo matemático implementado es incondicionalmente bien posicionado, lo cual origina que 

no existan inestabilidades numéricas. Lo anterior se debe gracias al uso de mallas desfasadas, 
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propiedades donantes, masa virtual y dos presiones (en el PF estratificado, ondulado y dryout). 

López de Bertodano et al. [96] y Ransom [17] han hecho un análisis de las características del 

modelo implementado en RELAP5/MOD3.3. También algo similar puede verse en el trabajo de 

Morales [100]. Para profundizar en el tema de los sistemas bien posicionados se puede consultar 

la referencia [106]. 

 

3.4 ACOPLAMIENTO DE LOS MODELOS TÉRMICO Y 

TERMOHIDRÁULICO 

El acoplamiento del MTC con el MTH, se realiza mediante el flujo de calor pared-fluido (producto 

del CTC y la diferencia de temperatura entre la pared y el fluido). Para el MTC esto se introduce 

mediante la condición de frontera en la pared interior, mientras que en el MTH se introduce en los 

términos de los flujos de calor volumétricos de cada una de las fases. Sin embargo, debido a que el 

esquema de discretización del modelo termohidráulico (esquema semi-implícito en el tiempo) se 

requiere de un proceso iterativo hasta alcanzar el estado estacionario.  

A pesar de que las pérdidas de calor finales no se conocen y por ende tampoco el flujo de calor que 

le llega al fluido de trabajo (desde la pared interna del tubo), esto no es ningún impedimento para 

el acoplamiento entre ambos modelos, ya que están en estado transitorio, y las pérdidas de calor se 

determinan iterativamente en cada instante de tiempo. En el diagrama de flujo mostrado en la 

Figura 3.5, el modelo térmico ya está acoplado con el modelo termohidráulico. Así que la 

metodología de la solución del modelo termohidráulico no sufre ningún cambio, ni tampoco la 

forma de las matrices. 
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CAPÍTULO 4 

 

 

4 VERIFICACIÓN/ 

VALIDACIÓN DE LOS 

SIMULADORES 

DESARROLLADOS 
 

Se presenta la verificación/validación del simulador desarrollado, resultante del acoplamiento de 

los modelos térmico y termohidráulico que se plantearon en los capítulos previos. Esta 

verificación/validación se realiza primeramente en forma separada para cada uno de los modelos y 

posteriormente en forma acoplada. Además se incluyen los análisis de independencia de malla 

pertinentes, en tiempo y/o en espacio según sea el caso. 
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4.1 CÓDIGOS TÉRMICOS 

Para el caso del modelo térmico, dos soluciones han sido encontradas (Capítulo 2), la primera es 

una solución analítica; mientras que la segunda es numérica, ambas en el estado transitorio.  

Para la validación del simulador térmico los resultados analíticos de temperatura se comparan con 

los datos experimentales de Khanna et al. [61], en varias secciones transversales del tubo. El 

modelo analítico y su validación fue publicado en [92]. Una vez validada la solución analítica, se 

procede a comparar la solución numérica con la analítica. 

 

4.1.1 Descripción del sistema físico usado para la validación del modelo 
térmico 

Los resultados de la solución analítica transitoria (comportamiento transitorio y estado 

estacionario) se compararon con los datos experimentales del trabajo de Khanna et al. [61]. Estos 

autores llevaron a cabo un experimento en el cual midieron las temperaturas azimutales (cada 45°) 

para cada una de las 7 diferentes secciones transversales de prueba. Los autores consideraron que 

la fuente de calor estaba en el interior de la tubería, originando que la dirección del flujo vaya de 

adentro hacia afuera (una consideración contraria al funcionamiento de los CCP). Los datos 

empleados para esta validación se muestran en la Tabla 4.1, y corresponden al trabajo de Khanna 

et al. [61]. 

Tabla 4.1. Características del sistema físico (Khanna et al. [61]). 

Parámetro valor 

Diámetro interno (m) 0.0389 

Diámetro externo (m) 0.0422 

Longitud (m) 5.86 

Conductividad térmica (W/mK) 16.4 

Calor específico (J/kgK) 500 

Densidad (kg/m3) 8000 

Potencia (W) 1000 

Concentración de potencia (-) 
𝐿𝐶𝑅 = {

0           0 < 𝜑 < 𝜋

1         𝜋 < 𝜑 < 2𝜋
 

Es importante mencionar que en la Tabla 4.1 no se incluyen todos los datos necesarios para la 

solución del problema, por ejemplo, los autores no especifican si el tubo contiene algún fluido, ni 

tampoco indican los valores de los coeficientes de transferencia de calor por convección al interior 
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o exterior del tubo. De igual manera, los datos de la temperatura ambiente y la eficiencia de la 

fuente de calor no están definidos. Es por ello que se tuvieron que hacer algunas consideraciones 

adicionales para completar la información, así como adaptar el código para reproducir el fenómeno. 

Por un lado, se consideró que la fuente de calor está por fuera y en el interior del tubo hay un fluido 

desconocido (posiblemente aire a 40 °C). Mientras que el CTC se obtienen de los datos de las 

temperaturas experimentales y el flujo de calor mediante la Ec. (4.1). A manera de ilustrar el 

experimento de los autores, en la Figura 4.1 se muestra su banco de pruebas. 

 

Figura 4.1. Banco de pruebas de Khanna et al. [61] (traducido): a) vista transversal del banco; b) tubo metálico con el 

calentador eléctrico en su interior y mica aislante; c) configuración de la distribución de los termopares en una 

sección de medición. 

 

𝐻𝑓 =
𝑟𝑎,𝑒

2𝑟𝑎.𝑖∆𝑇𝑤,𝑓

𝜂𝑄𝑒𝑥𝑡
′′  (4.1)9 

                                                           
9 El número 2 se debe a que el flujo de calor solo incide en la parte inferior de la pared externa de la tubería. 
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4.1.2 Pruebas realizadas a la solución analítica 

No obstante que la solución analítica es una expresión exacta, su solución depende de un número 

infinito de términos, y es imposible e innecesario determinar todos ellos (ver Ec. (2.21)). Estos 

términos consisten en los números de elementos en la integral numérica, así como de los términos 

a considerar en las sumatorias y los órdenes de las funciones de Bessel. Para la integral numérica 

se usa el método de Simpson y en la Sección 9.6 se agrega un criterio para determinar el número 

de elementos a utilizar en la integral numérica de acuerdo a la precisión que se desea tener. Por 

otra parte, un criterio de convergencia (𝜀 ≤ 10−12) o las 100 primeras raíces (aunque 10 podrían 

ser suficientes) de las ecuaciones de la Ec. (2.26)10. De esa manera, los criterios antes mencionados 

son aplicados en esta tesis. Sin embargo, es importante determinar los órdenes necesarios de las 

funciones de Bessel para tener una precisión aceptable. 

Primeramente se analiza un intervalo grande de tiempo (cada 5 min) y luego un intervalo pequeño 

(cada 1 s). En la Figura 4.2 se muestran las variaciones temporales de la temperatura en tres 

diferentes puntos de la sección de prueba considerando un intervalo grande de tiempo. Donde se 

aprecia que el orden 0 es suficiente ya que no hay variación significativa con órdenes mayores. Sin 

embargo, para un intervalo pequeño de tiempo, el orden 0 de las funciones de Bessel no es 

suficiente, ya que la temperatura presenta una variación tan grande e ilógica en los primeros 

segundos (ver Figura 4.3a). Por otra parte, en la Figura 4.3b se presentan del orden 1 al 4 y se puede 

notar que hay una suavización del comportamiento de la evolución temporal de la temperatura. 

Pero para 𝜑 = 90° y 𝜑 = 270° se presentan valores no realistas para pequeños periodos de tiempo. 

Este problema se arregla agregando más órdenes de las funciones de Bessel pero el tiempo de 

cómputo incrementa considerablemente. Así que, se puede concluir que el orden 3 es suficiente 

para obtener valores aceptables de temperatura para intervalos pequeños de tiempo. 

                                                           
10 Para la obtención de las raíces se emplea el método de la bisección con 𝜀 ≤ 10−8. 
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Figura 4.2. Evolución temporal (con grandes pasos de tiempo) de la temperatura en L = 0.2 m considerando 

diferentes órdenes de las funciones de Bessel. 

 

Figura 4.3. Evolución temporal (con pequeños pasos de tiempo) de la temperatura en 𝐿 = 0.2 m considerando 

diferentes órdenes de las funciones de Bessel: a) orden cero; y b) órdenes del 1 al 4. 
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4.1.3 Validación de la solución analítica 

Los resultados obtenidos con la solución analítica se comparan con los datos experimentales de 

Khanna et al. [61] y se muestran en las Figuras 4.4–4.6.  

En la Figura 4.4 se compara la evolución temporal de la temperatura en la parte superior (𝜑 = 90°), 

media (𝜑 = 180°) e inferior (𝜑 = 270°), con los datos de Khanna et al. [61], para diferentes 

valores de eficiencias (desde 70 hasta 100 %), y en ambas secciones transversales (𝐿 = 0.2 m y 

𝐿 = 5.7 m). De manera general, todos los resultados muestran dos tipos de comportamientos, el 

primero es el transitorio que abarca desde el minuto 0 hasta los 60 min (aproximadamente) y la 

temperatura tiene una fuerte dependencia del tiempo; mientras que el segundo es el estacionario y 

tiene lugar después de los 60 min, a partir del cual la influencia del tiempo ha cesado. Además los 

resultados obtenidos siguen las mismas tendencias a los reportados por Khanna et al. [61].  

En la región temporal mostrada en la Figura 4.4 (izquierda), se observa que los perfiles temporales 

se ajustan mejor conforme la eficiencia disminuye hasta 70 %. Y lo mismo ocurre en la región 

estacionaria, sin embargo se aleja más de los datos experimentales para el lado de mayor 

temperatura (𝜑 = 270°). Las discrepancias de los resultados se deben a que, en la realidad, algunos 

parámetros no se mantienen constantes a lo largo del tiempo (por ejemplo, temperatura del fluido, 

coeficiente convectivo, pérdidas de calor, entre otros), en contraste con la solución planteada que 

considera condiciones de frontera independientes del tiempo. Además que en 𝜑 = 270° los valores 

de Khanna et al. [61] alcanzan un valor pico mayor al esperado. 

Por otra parte, la influencia que tiene la temperatura del fluido sobre la evolución temporal de la 

temperatura del tubo se observa en la Figura 4.4 (derecha). Conforme la temperatura del fluido es 

mayor, el estado estacionario se alcanza en un menor tiempo. Para la región transitoria, se nota que 

cuando la temperatura del fluido es menor se obtienen mejores aproximaciones con respecto a los 

datos experimentales para ambas zonas (concentrada y no concentrada). Por lo contrario en la 

región estacionaria, con una temperatura del fluido mayor se aproxima más a los valores 

experimentales en la zona de concentración, y caso contrario en la zona de no concentración. Lo 

anterior se debe a que originalmente se tiene un fluido (desconocido) a una temperatura inicial 

aproximadamente a 40 °C (dato inferido de las gráficas transitorias). Y conforme transcurre el 

tiempo este fluido incrementa su temperatura hasta un valor desconocido, sin embargo, es claro 

que en el estado estacionario un valor mayor de la temperatura del fluido puede ajustarse mejor a 
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los valores experimentales, al menos en la zona de no concentración y se esperaría que también en 

la zona de concentración.  

 

Figura 4.4. Perfiles temporales de temperaturas en tres posiciones azimutales de la tubería variando la eficiencia y la 

temperatura del fluido variando la eficiencia (izquierda) y la temperatura del fluido (derecha). 

La Figura 4.5 (izquierda) muestra los perfiles azimutales de temperatura para diferentes eficiencias 
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del sistema en 𝐿 = 0.2 m y 𝐿 = 5.7 m. Ambos casos muestran el mismo comportamiento y se 

pueden distinguir dos zonas, una de baja temperatura en la parte superior de la tubería (0° < 𝜑 <

180°) y otra de alta temperatura en la parte inferior (180° ≤ 𝜑 ≤ 360°). Para ambas zonas, 

conforme la eficiencia disminuye, se obtienen una mejor concordancia debido a las pérdidas de 

calor (que se presentaron en el experimento). Por otra parte, se observa que una eficiencia menor 

produce una temperatura mayor en la zona de baja temperatura, mientras que lo opuesto ocurre en 

la zona de alta temperatura. Lo anterior se explica con la Ec. (4.1), donde 𝐻𝑓 se determina como 

una función de 𝜂. Aunque ∆𝑇𝑤,𝑓 es considerada constante en dicha ecuación, en realidad no lo es. 

Ya que 𝐻𝑓 también cuando la eficiencia incrementa. Lo que ocasiona una mejor transferencia de 

calor entre el tubo y el fluido, lo cual es más notorio en la zona de baja temperatura. Por lo tanto, 

para obtener resultados más realistas se deben determinar las pérdidas de calor en lugar de asumir 

una eficiencia térmica. En 𝜑 = 180° todos los casos se interceptan en 128.5 °C (en 𝐿 = 0.2 m) y 

113.7 °C (en 𝐿 = 5.7 m) que coinciden con las temperaturas medias obtenidas de los datos 

experimentales. 

La Figura 4.5 (derecha) muestra el efecto de la temperatura del fluido sobre el perfil azimutal de 

temperatura en 𝐿 = 0.2 m y 𝐿 = 5.7 m. Para este caso se considera una eficiencia del 70%, y el 

CTC se calcula con la Ec. (4.1). El comportamiento de la temperatura azimutal es similar la 

mostrado en la Figura 4.5 (derecha). La desviación es más pequeña conforme la temperatura del 

fluido es mayor porque la temperatura del fluido incrementa con el tiempo hasta alcanzar el estado 

estacionario. Aunque en este trabajo no se considera que la temperatura del fluido dependa del 

tiempo, es razonable pensar que el hecho de considerar una temperatura mayor del fluido resultará 

en resultados más cercanos a la realidad en el estado estacionario. Se espera que una temperatura 

mayor del fluido causa una temperatura mayor en el tubo si 𝐻𝑓 se mantiene constante. Sin embargo, 

aquí 𝐻𝑓 depende de la temperatura del fluido como se observa en la Ec. (4.1), donde 𝐻𝑓 incrementa 

conforme 𝑇𝑓 incrementa. En términos de la diferencia de temperatura entre el fluido y el tubo, 

conforme la temperatura del fluido incrementa la diferencia de temperatura local entre el tubo y el 

fluido disminuye en ambas zonas. 
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Figura 4.5. Perfiles azimutales de temperaturas al alcanzar el estado estacionario considerando diferentes eficiencias. 

La Figura 4.6 muestra las temperaturas azimutales, para diferentes potencias (250, 500, 750 y 1000 

W) y una temperatura del fluido de 40 °C, en las secciones transversales ubicadas en 𝐿 = 0.2 m y 

𝐿 = 5.7 m. Para ambas secciones transversales, se usaron dos valores de eficiencias (70 % y 90 %). 

Los valores experimentales no muestran mucha simetría en 𝐿 = 0.2 m, pero en 𝐿 = 5.7 m hay una 

cierta simetría respecto al eje vertical (cf. [61]). Se puede afirmar que el perfil de temperatura 

obtenida con la solución analítica es completamente simétrica con respecto al eje vertical. Sin 

embargo, los resultados experimentales solo muestran simetría conforme las potencias son 

menores. Debido a la distribución del flujo de calor considerada se esperaría que el perfil azimutal 

de temperatura sea completamente simétrico. Teóricamente, para cada potencia hay una eficiencia 

que se ajusta mejor a los datos experimentales. En efecto, para una potencia mayor, se obtendría 

una eficiencia menor debido a que se producirían mayores pérdidas de calor. Por otra parte, en 

general, una eficiencia de 70 % da resultados más precisos que una eficiencia de 90 %. 
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Figura 4.6. Perfiles azimutales de temperaturas al alcanzar el estado estacionario considerando diferentes potencias y 

eficiencias del 70 y 90 %: a) 𝐿 = 0.2 m; y b) 𝐿 = 5.7 m. 

En la Tabla 4.2 se muestran los coeficientes de transferencia de calor en el interior del tubo. Como 

se mencionó anteriormente, dicho coeficiente no se reporta en el artículo de consulta [61], sin 

embargo, se tuvo que ingresar para cerrar la ecuación del modelo matemático.  

Tabla 4.2. Coeficientes de transferencia de calor calculados en función del flujo de calor externo y la temperatura 

promedio de la pared interna del tubo. 

Sección 

transversal 
Potencia (W) Qext (W/m2) Tw,exp (°C) Tf (°C) Hf (W/m2K) 

L = 0.2 m 1000 2574.36 128.46 40.02 15.79 

750 1930.77 105.68 40.02 15.95 

500 1287.18 86.33 40.02 15.08 

250 643.59 61.88 40.02 15.97 

L = 5.7 m 1000 2574.36 113.74 40.57 19.08 

750 1930.77 93.33 40.57 19.85 

500 1287.18 77.98 40.57 18.66 

250 643.59 59.41 40.57 18.53 

La manera en cómo se calculó el CTC fue a partir de los datos experimentales y la Ec. (4.1). La 

temperatura experimental es la temperatura promedio de las mediciones reportadas por Khanna et 
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al. [61] para cada caso. Como puede notarse en la Tabla 4.2, para una potencia de 1000 W, 𝐻𝑓 no 

sigue la tendencia de los valores obtenidos para las otras potencias, lo cual se debe a un pico en un 

valor de la temperatura experimental en el caso de 1000 W.  

 

4.1.4 Validación de la solución numérica 

Una vez hecha la validación de la solución analítica se prosigue a analizar la solución numérica y 

se compara contra la solución analítica11. Las pruebas que se realizan son los análisis de 

independencias de mallas (AIM) temporal y espacial.  

4.1.4.1 Análisis de independencia de malla temporal 

El AIM temporal se emplea para analizar el paso de tiempo (∆𝑡) que mejor reproduzca el estado 

transitorio a un menor tiempo de cómputo. Este análisis no es importante si el modelo que se 

pretende estudiar está en el estado estacionario, sin embargo, debido a que la solución numérica 

del modelo térmico se acopla más adelante con el modelo termohidráulico, el cual también está 

planteado en el estado transitorio y por lo tanto es necesario evitar que el comportamiento 

transitorio del modelo térmico sea incongruente o cause fallas en el modelo termohidráulico. Por 

lo tanto, el AIM temporal se simuló en 𝐿 = 0.2 m y 𝐿 = 5.7 m, primeramente en el estado 

transitorio y hasta un tiempo de 60 min (del problema simulado). A los resultados obtenidos a los 

60 min se consideran estar en el estado estacionario12. Asimismo se empleó una malla espacial de 

64 VC en la dirección azimutal y 4 VC en la dirección radial, ya que resultó la mejor malla como 

se describe en la Sección 4.1.4.2. 

En la Figura 4.7 se aprecia que la variación temporal de la temperatura para los tres puntos de la 

pared de la tubería presenta dos comportamientos, el primero es un comportamiento transitorio 

mientras que el otro es estacionario (como se ha visto anteriormente). El comportamiento 

transitorio presentado por la solución analítica es mejor representado cuando se considera ∆𝑡 =

0.01 y 0.005 s, como se observa en la Figura 4.7. Por otra parte, en el estado estacionario cualquier 

                                                           
11 A esta comparación se le considera una validación ya que la solución analítica es exacta y además presenta la ventaja 

que no hay incertidumbres asociadas a los instrumentos de medición. 
12 Previamente ya se había realizado una prueba considerando un criterio de paro al llegar al estado estacionario 

(considerando un 𝜀 ≤ 10−4), donde el estado estacionario se alcanzaba en un tiempo de 40 min ±  2 min. 



CAPÍTULO 4. VERIFICACIÓN/VALIDACIÓN DE LOS SIMULADORES DESARROLLADOS 

 

92 
 

∆𝑡 se ajusta bastante bien a la solución analítica como se puede observar en la Figura 4.8 y en la 

parte estacionaria de la Figura 4.7. Así que el ∆𝑡 solo impacta en el comportamiento transitorio y 

en el tiempo en que se alcanza el estado estacionario.  

 

Figura 4.7. Evolución temporal de la temperatura numérica comparada contra la solución analítica considerando 

𝑇𝑓 = 40 °C, 𝑇0 = 38 °C, 𝜂 = 100 % y diferentes pasos de tiempo en la solución numérica en: 𝐿 = 0.2 m (izquierda) 

y 𝐿 = 5.7 m (derecha). 

 

Figura 4.8. Perfil azimutal de temperatura (numérica y analítica) de la pared exterior del tubo en el estado 

estacionario considerando 𝑇𝑓 = 40 °C, 𝑇0 = 38 °C, 𝜂 = 100 % y diferentes pasos de tiempo en la solución numérica 

en: 𝐿 = 0.2 m (izquierda) y 𝐿 = 5.7 m (derecha). 

Por otra parte, en términos de los gradientes de temperatura en la dirección azimutal en el estado 
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estacionario, las soluciones analítica y numérica coinciden bastante bien en ambas secciones 

transversales, para cualquier paso de tiempo, como se ve en la Figura 4.9. Cabe resaltar que en 

ambas secciones transversales se obtiene un máximo gradiente de temperatura en 𝜑 = 270° de 

40 °C (aproximadamente). Lo anterior tiene sentido debido a que se tienen las mismas condiciones 

(flujo de calor y temperatura del fluido13) y lo único que cambia es el CTC del fluido, lo que hace 

que la distribución de temperatura en 𝐿 = 0.2 m sea proporcial a la que se presenta en 𝐿 = 5.7 m 

(ver Figura 4.8). 

 

Figura 4.9. Perfil azimutal de los gradientes de temperatura (numérica y analítica) de la pared exterior del tubo en el 

estado estacionario considerando 𝑇𝑓 = 40 °C, 𝑇0 = 38 °C, 𝜂 = 100 % y diferentes pasos de tiempo en la solución 

numérica en: 𝐿 = 0.2 m (izquierda) y 𝐿 = 5.7 m (derecha). 

4.1.4.2 Análisis de independencia de malla espacial 

Una vez hecho el AIM temporal y habiendo seleccionado ∆𝑡 = 0.01 s se procede a hacer el AIM 

espacial (uniforme) en las direcciones radial y azimutal. En cuanto a la dirección axial, esta no se 

analiza y solo se toman en cuenta 5 VC (con la finalidad de reducir el tiempo de cómputo y además 

porque el modelo térmico no ha sido discretizado en la dirección axial). De igual manera que como 

se hizo con el AIM temporal, se comparan los resultados del AIM espacial con la solución analítica 

en ambas secciones transversales (𝐿 = 0.2 m y 𝐿 = 5.7 m). 

El AIM espacial en la dirección radial se llevó acabo con 2, 4 y 6 VC en dicha dirección, mientras 

                                                           
13 No es exactamente la misma pero se podría considerar que sí. 
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que en la dirección azimutal se mantuvo una malla constante de 64 VC. En la Figura 4.10 se 

presenta el comportamiento transitorio de la temperatura en diferentes posiciones angulares de 

ambas secciones transversales y comparando con la solución analítica. En dicha figura se observa 

que el comportamiento transitorio de la temperatura es un poco más sensible al tamaño de la malla 

que la temperatura cuando ha alcanzado el estado estacionario. También puede notarse claramente 

que la malla de 2 VC en la dirección radial no es la más adecuada ya que se aleja de las otras dos 

mallas, las cuales coinciden bastante bien entre sí. En ambas secciones transversales se presenta el 

mismo comportamiento.  

 

Figura 4.10. Evolución temporal de la temperatura numérica comparada contra la solución analítica considerando 

𝑇𝑓 = 40 °C, 𝑇0 = 38 °C, 𝜂 = 100 % y diferentes tamaños de mallas en la dirección radial para la solución numérica 

en: 𝐿 = 0.2 m (izquierda) y 𝐿 = 5.7 m (derecha). 

Por otro lado, ambas secciones transversales también muestran el mismo comportamiento en 

cuanto al perfil azimutal de temperatura en el estado estacionario (ver Figura 4.11). Se observa 

buena aproximación de las soluciones numérica con la solución analítica y sus comportamientos 

son los esperados, ya que se tienen las zonas de alta y baja temperatura concordando con la 

distribución del flujo de calor en la pared externa del tubo. La malla seleccionada es de 4 VC en la 

dirección radial, ya que no hay mucha diferencia entre los resultados y además la pared del tubo es 

muy delgada. 
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Figura 4.11. Perfil azimutal de temperatura (numérica y analítica) de la pared exterior del tubo en el estado 

estacionario considerando 𝑇𝑓 = 40 °C, 𝑇0 = 38 °C, 𝜂 = 100 % y diferentes tamaños de malla en la dirección radial 

para la solución numérica en: 𝐿 = 0.2 m (izquierda) y 𝐿 = 5.7 m (derecha). 

Una vez seleccionada la malla de 4 VC en la dirección radial se prosigue a efectuar el AIM en la 

dirección azimutal. Las mallas comparadas tienen 32, 48, 64 y 80 VC. Las mismas comparaciones 

en el AIM espacial en la dirección radial se hacen aquí.  

Al igual que con el AIM en la dirección radial, el AIM en la dirección azimutal muestra buena 

concordancia con la solución analítica incluso en la región transitoria en ambas secciones 

transversales, como se muestra en la Figura 4.12.  
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Figura 4.12. Evolución temporal de la temperatura numérica comparada contra la solución analítica considerando 

𝑇𝑓 = 40 °C, 𝑇0 = 38 °C, 𝜂 = 100 % y diferentes tamaños de mallas en la dirección azimutal para la solución 

numérica en: 𝐿 = 0.2 m (izquierda) y 𝐿 = 5.7 m (derecha). 

Respecto a los resultados en el estado estacionario (a los 60 min), también se aprecia en todos los 

perfiles azimutales de temperatura obtenidos con el modelo numérico concuerdan bien con la 

solución numérica en ambas secciones transversales (ver Figura 4.13).  

 

Figura 4.13. Perfil azimutal de temperatura (numérica y analítica) de la pared exterior del tubo en el estado 

estacionario considerando 𝑇𝑓 = 40 °C, 𝑇0 = 38 °C, 𝜂 = 100 % y diferentes tamaños de malla en la dirección 

azimutal para la solución numérica en: 𝐿 = 0.2 m (izquierda) y 𝐿 = 5.7 m (derecha). 

A pesar de que la Figura 4.13 muestra que aparentemente una malla de 32 VC presenta una menor 
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desviación de la temperatura respecto a la solución analítica, esta malla no es la mejor opción, ya 

que como se ve en la Figura 4.14 y la Tabla 4.3, el tamaño de la malla tiene un impacto significativo 

con el flujo de calor por unidad de área que recibe el fluido. De hecho para que se conserve la 

energía, el flujo de calor lineal que recibe el tubo sobre la pared externa debe ser igual al flujo de 

calor lineal que se transfiere al fluido como se muestra en la Tabla 4.3. Con una malla de 32 VC el 

error en cuanto al balance de energía es del 3 % y la mejor opción es la malla de 64 VC ya que 

presenta un error menor al 1 %, lo cual es aceptable. 

 

Figura 4.14. Perfil azimutal del flujo de calor por unidad de área hacia el fluido en el estado estacionario obtenido 

con la solución numérica considerando 𝑇𝑓 = 40 °C, 𝑇0 = 38 °C, 𝜂 = 100 % y diferentes tamaños de malla en la 

dirección azimutal en: 𝐿 = 0.2 m (izquierda) y 𝐿 = 5.7 m (derecha). 

 

Tabla 4.3. Errores porcentuales del flujo de calor lineal hacia el fluido (𝑄𝑓
′ ) respecto al flujo de calor lineal total (𝑄𝑇

′ ) 

con diferentes tamaños de malla en la dirección azimutal en ambas secciones transversales. 

VC 𝑳 = 𝟎. 𝟐 𝐦 𝑳 = 𝟓. 𝟕 𝐦 

𝑸𝑻
′  (𝐖/𝐦) 𝑸𝒇

′  (𝐖/𝐦) % 𝑬𝒓𝒓𝒐𝒓 𝑸𝑻
′  (𝐖/𝐦) 𝑸𝒇

′  (𝐖/𝐦) % 𝑬𝒓𝒓𝒐𝒓 

32 175.98 170.62 3.0 175.98 170.64 3.0 

48 175.83 173.06 1.6 175.83 173.08 1.6 

64 175.56 173.99 0.9 175.56 174.01 0.9 

80 175.39 174.37 0.6 175.39 174.40 0.6 

De acuerdo al AIM espacial que se ha realizado, se selecciona una malla de 4 VC y 64 VC en las 

direcciones radial y azimutal, respectivamente.  

Los modelos analítico y numérico discutidos tienen algunas ventajas y desventajas. Las ventajas 

de cada uno de estos modelos pueden aprovecharse condicionando el código según convenga. Por 
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ejemplo, si solo se requiere conocer la temperatura de la pared externa sin DNUFC, el modelo 

analítico puede presentar una mayor ventaja en cuanto al tiempo de cómputo. Pero si se requiere 

conocer toda la distribución de temperatura en el tubo y además se tiene una DNUFC, el modelo 

numérico debe ser empleado. Asimismo el modelo numérico es capaz de incluir las propiedades 

termofísicas del tubo dependientes de la temperatura así como condiciones de frontera no lineales 

(dependiente del tiempo) que describen mejor a los sistemas de CCP. Por lo anterior, la solución 

aplicada para los estudios posteriores en esta tesis es la numérica y con base a los resultados 

mostrados en la Figura 4.7 un ∆𝑡 = 0.01 s es adecuado. 

 

4.2 CÓDIGO TERMOHIDRÁULICO 

4.2.1 Descripción del sistema físico usado para la verificación y validación 
del modelo termohidráulico 

Para verificar y validar el código termohidráulico desarrollado, se considera el caso 1 del trabajo 

numérico de Serrano-Aguilera et al. [28], cuyo sistema físico corresponde a una sección de 4.16 m 

de longitud del último tramo del lazo DISS, en condiciones de vapor sobrecalentado. Los datos del 

sistema físico se presentan en las Tablas 4.4 y 4.5. Ellos acoplaron el modelo térmico con el modelo 

termohidráulico considerando una DNUFC del tipo LCR (ver Figura 2.4). A su vez, este mismo 

estudio es utilizado para validar la temperatura del vapor sobrecalentado obtenida con el modelo 

acoplado. Los demás parámetros se verifican con los resultados obtenidos en la presente tesis 

mediante el simulador RELAP5. 

Tabla 4.4. Datos relevantes del CCP (Serrano-Aguilera et al. [28,75]). 

Parámetro Valor 

Longitud considerada (m) 4.06 

Ancho del reflector de la parábola (m) 5.76 

Diámetro interior/exterior el tubo absorbedor (m) 0.05/0.07 

Rugosidad del absorbedor (m) 1.365 × 10−5 

Conductividad térmica del absorbedor (W/mK) 38 

Modificador del ángulo de incidencia14 (-) 1 − 1.88 × 10−3𝜃𝑖𝑛𝑐 − 1.49206 × 10−4𝜃𝑖𝑛𝑐
2  

 

                                                           
14 Aquí el ángulo de incidencia debe estar en radianes. 



TecNM/CENIDET  Roger Cundapí, 2021 

 

99 
 

Tabla 4.5. Datos experimentales reportados por Serrano-Aguilera et al. [28]15. 

Casos 
Datos Experimentales 

𝑷 (MPa) 𝑻𝒆𝒏𝒕 (K) 𝒎̇ (kg/s) 𝑫𝑵𝑰 (W/m2) 𝑻𝒔𝒂𝒍 (K) ∆𝑷 (MPa) 

1 6.188 560.0 0.64 921 565.0 0.0024 

2 6.125 551.6 0.53 804 556.5 0.0017 

6 6.113 585.5 0.53 823 592.1 0.0017 

 

4.2.2 Verificación y validación 

Se procede a la validación de los resultados de incremento de temperatura del vapor sobrecalentado 

y de caída de presión, comparándolos con los datos experimentales reportados por Serrano-

Aguilera et al. [28] (ver Tabla 4.6). Para los tres casos comparados en la Tabla 4.6 se observa que 

los resultados obtenidos tienen una buena concordancia y las desviaciones máximas son del 4 % 

en el valor del incremento de temperatura, mientras que en términos de la caída de presión se tiene 

una desviación máxima del 5.9 %. Algunos de los factores que impactan en las desviaciones son 

las propiedades del vapor y la precisión de los instrumentos de medición (1.6 % para la temperatura 

y 1.1 % para la presión [28]). 

Tabla 4.6. Comparación entre los resultados del código desarrollado y los datos experimentales reportados por 

Serrano-Aguilera et al. [28]. 

Casos 

Datos Experimentales Código propio % Desviación 

𝑷 

(MPa) 

𝑻𝒆𝒏𝒕 

(K) 

𝒎̇ 

(kg/s) 
DNI 

(W/m2) 

𝑻𝒔𝒂𝒍 

(K) 

∆𝑷 

(MPa) 

𝑻𝒔𝒂𝒍 

(K) 

∆𝑷 

(MPa) 

𝑻𝒔𝒂𝒍 ∆𝑻 ∆𝑷 

1 6.188 560.0 0.64 921 565.0 0.0024 564.8 0.0024 0.04 4.0 0.0 

2 6.125 551.6 0.53 804 556.5 0.0017 556.3 0.0016 0.04 4.0 5.9 

6 6.113 585.5 0.53 823 592.1 0.0017 592.1 0.0018 0.00 0.0 5.9 

En el estudio numérico de Serrano-Aguilera et al. [28] solo se incluye un perfil axial de 

temperatura. Por esta razón también se realiza una simulación con RELAP5 para poder comparar 

los resultados del simulador desarrollado para esta y otras variables termohidráulicas. En la Figura 

4.15 se comparan los perfiles de temperatura correspondientes comparados también con datos 

experimentales a la entrada y salida. En dicha figura se observa que en la entrada los resultados de 

los tres modelos numéricos están muy cerca de la temperatura experimental, pero en la salida, el 

modelo de Serrano-Aguilera et al. [28] se aleja más. Las temperaturas obtenidas con el código 

desarrollado y con RELAP5 se aproximan más a los valores experimentales y presentan un 

comportamiento lineal. El modelo de Serrano-Aguilera et al. [28] presenta un comportamiento 

                                                           
15 Los demás datos necesarios para la simulación pueden encontrarse en la referencia [28]. 



CAPÍTULO 4. VERIFICACIÓN/VALIDACIÓN DE LOS SIMULADORES DESARROLLADOS 

 

100 
 

irregular al inicio del tramo bajo estudio. 

 

Figura 4.15. Comparación de los perfiles de temperatura (caso 1 de la Tabla 4.6) obtenidos en este trabajo con ambos 

simuladores y el perfil obtenido por Serrano-Aguilera et al. [28], y datos experimentales correspondientes al sistema 

DISS. 

Considerando ahora el caso 6 de la Tabla 4.6, los perfiles longitudinales de presión, temperatura, 

velocidad del vapor y números de Reynolds, obtenidos mediante el simulador RELAP5 y con el 

simulador propio se presentan en las Figuras 4.16 y 4.17. En las respectivas gráficas se muestran 

las desviaciones porcentuales obtenidas, siendo la desviación máxima menor a 0.06 %, para la 

variable velocidad. La tendencia de los números de Reynolds obtenidos en este trabajo con el 

simulador propio y con RELAP5 son iguales aunque difieren en magnitud, prácticamente esto se 

debe a las propiedades del vapor, ya que las velocidades calculadas con el código desarrollado solo 

se desvían en 0.05 % (en promedio) con respecto a RELAP5. 
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Figura 4.16. Comparación de perfiles longitudinales obtenidos con RELAP5 y con el simulador desarrollado. Presión 

(izquierda) y temperatura (derecha). 

 

Figura 4.17. Comparación de perfiles longitudinales obtenidos con RELAP5 y con el simulador desarrollado. 

Velocidades (izquierda) y números de Reynolds (derecha). 

 

4.3 VALIDACIÓN/VERIFICACIÓN DEL SIMULADOR ACOPLADO 
TÉRMICO-TERMOHIDRÁULICO 

Una vez hechas las validaciones y verificaciones de los modelos térmico y termohidráulico de 

manera independiente, se procede a realizar pruebas del acoplamiento del modelo termohidráulico 

con el modelo térmico del tubo absorbedor, considerando el caso 1 de la Tabla 4.6, con una 
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DNUFC16 dada por los datos discretos de la Figura 2.4. 

De acuerdo al modelo termohidráulico 1D, el comportamiento termohidráulico será el mismo 

independientemente de la distribución del flujo de calor que reciba, siempre y cuando los flujos de 

calor globales (en toda la sección circunferencial) sean iguales Es por esa razón que solo se 

presentan los resultados de la distribución de temperatura en el tubo absorbedor. 

En la Figura 4.18 se presenta la distribución de temperatura en 3D en la pared del tubo absorbedor. 

Como se aprecia, hay una distribución no uniforme de la temperatura en las tres direcciones; en las 

direcciones azimutal y radial, se debe al LCR mientras que en la dirección axial se debe a que el 

fluido tiende a incrementar su temperatura conforme avanza a lo largo del tubo (ver Figura 4.15). 

Por lo que los resultados obtenidos son congruentes con la física del problema. 

 

Figura 4.18. Campo de temperatura 3D en la pared del tubo absorbedor con una DNUFC y vapor sobrecalentado 

como fluido de trabajo. 

Se procede ahora a realizar una comparación con los resultados numéricos de Serrano-Aguilera et 

al. [28], de la distribución de temperatura en 2D a la salida, como se muestra en la Figura 4.19. Se 

observan que los resultados se encuentran en los mismos órdenes de magnitud. De hecho ambos 

resultados muestran el mismo comportamiento cualitativo y la distribución de temperatura es 

predominante en la dirección azimutal, presentándose en esta dirección fuertes gradientes de 

                                                           
16 El LCR del captador LS3 se obtuvo mediante el software SolTrace. 
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temperatura. 

 

Figura 4.19. Comparación de los campos de temperatura (2D) obtenidos en este estudio (izquierda) y los obtenidos 

por Serrano-Aguilera et al. [28] (derecha). 

No obstante la buena comparación cualitativa de la distribución de temperatura en 2D, se procede 

ahora a comparar los perfiles azimutales de las superficies interna y externa de la tubería (ver Figura 

4.20). En este caso, se toman dos valores diferentes de la eficiencia global, el primer valor es de 

64 % y el segundo de 69 %. Siendo estas las eficiencias experimental y numérica, respectivamente, 

reportadas por ellos.  

En la Figura 4.20 se nota que para una eficiencia del 64 %, la temperatura externa obtenida en este 

trabajo es inferior a la de Serrano-Aguilera et al. [28], mientras que la temperatura interna es mayor 

(principalmente en la sección de mayor concentración solar). Los porcentajes de desviación con 

respecto a Serrano-Aguilera et al. [28] son del 6.0 % y 0 % entre los máximos gradientes de 

temperatura, en las superficies externa e interna, respectivamente (ver Tabla 4.7).  

Por otra parte, para la eficiencia del 69 %, la temperatura externa obtenida aquí es mayor pero la 

temperatura interna sigue siendo menor (aunque incrementa un poco como era de esperarse). De 

esa manera la temperatura sobre la pared externa tiene una fuerte dependencia del flujo de calor 

total. Y aunque la temperatura de la pared interna también depende del flujo de calor total, el 

principal factor que repercute en estas diferencias es el CTC, ya que se tomaron diferentes 

correlaciones. En este trabajo se usó la correlación de Dittus-Boelter (obtenida de [105]), mientras 

que ellos usaron la correlación de Petukhov de 1970 (referencia [23] dentro del trabajo de Serrano-
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Aguilera et al. [28]). Para este caso los porcentajes de desviación con respecto a Serrano-Aguilera 

et al. [28] son del 1.3 % y 3.4 % entre los máximos gradientes de temperatura, en las superficies 

externa e interna, respectivamente (ver Tabla 4.7).  

 

Figura 4.20. Perfiles de temperatura en la pared interna y externa del tubo absorbedor obtenidos con el código 

desarrollado, comparados con los de Serrano-Aguilera et al. [28], considerando dos eficiencias diferentes: 𝜂 = 64 % 

(izquierda) y 𝜂 = 69 % (derecha). 

 

Tabla 4.7. Porcentajes de desviación entre las máximas diferencias de temperatura obtenidas en este trabajo 

con respecto a los resultados numéricos de Serrano et al. [28]. 

Superficie Máxima diferencia de temperatura % Desviación 

Serrano et al. 

[28] 

Presente estudio 

𝜼 = 𝟔𝟒 % 𝜼 = 𝟔𝟗 % 𝜼 = 𝟔𝟒 % 𝜼 = 𝟔𝟗 % 

Externa 30.9 29.0 31.3 6.0 1.3 

Interna 20.7 20.7 21.4 0.0 3.4 
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CAPÍTULO 5 

 

 

5 PLANTEAMIENTO DE 

LOS CASOS DE ESTUDIO 

DEL PF DRYOUT 
 

 

En este capítulo se definen los captadores del sistema DISS y se establecen las condiciones de 

operación para los estudios del flujo bifásico dryout que se presentarán y discutirán en el Capítulo 

6. Para tales establecimientos se recurre al simulador RELAP5 y los resultados son validados y 

verificados con datos del sistema DISS.   
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5.1 INTRODUCCIÓN 

De acuerdo a la revisión de literatura, para las condiciones de operación manejadas en la GDV con 

CCP (por ejemplo en el sistema DISS), el flujo dryout tiende a abarcar entre el 1 y 2 % de la 

longitud total del lazo DISS (en el modo de operación de un solo paso). Esta longitud equivale a 

un tramo entre 5 y 10 m [57,85] al final de la región de evaporación de la fila de CCP, iniciando 

posteriormente la región de sobrecalentamiento. Lo anterior presenta una desventaja para el estudio 

de los parámetros termohidráulicos del PF dryout, ya que los efectos de la longitud de entrada 

reducen la sección longitudinal de estudio y a su vez demandan que el simulador desarrollado con 

base al modelo a dos fluidos sea robusto debido al proceso iterativo17. Por otra parte, como se 

discutió en la revisión de literatura, el PF dryout no ha sido estudiado propiamente en un sistema 

de GDV lo cual no permite validar el código directamente con datos experimentales en la región 

del flujo dryout. Sin embargo, sí es posible verificarlo en esta región comparando con resultados 

del código RELAP5/MOD3, bajo las mismas condiciones de operación. Ya que dicho simulador 

comercial permite evaluar diferentes parámetros que son difíciles obtener de manera experimental, 

como son las velocidades de cada una de las fases. 

Con la finalidad de sobrellevar la problemática anterior y al mismo tiempo evaluar los diferentes 

aspectos del simulador desarrollado (modelo térmico, modelo termohidráulico y el acoplamiento 

entre ambos), se plantean diferentes escenarios en los cuales el PF dryout tiene lugar y de esa 

manera poder estudiarlo con la seguridad de que el simulador desarrollado está bien implementado. 

Debido a lo impráctico que resulta en RELAP5 incluir una DNUFC, solo se utiliza, en esta sección, 

una DUFC simular toda la fila del sistema DISS y se delimita la región en la que se presenta el PF 

dryout, para posteriormente enfocar los estudios a esta región (Capítulo 6). Las condiciones de 

operación corresponden al estudio de Elsafi [85], cuyo modelo físico se presenta en la Figura 5.1.  

                                                           
17 No obstante que el modelo a dos fluidos es bien comportado, es necesario involucrar correlaciones para las 

condiciones de cerradura para otros PF adicionales al dryout. 
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Figura 5.1. Modelo físico del lazo DISS empleado por Elsafi [85] (traducida). 

 

5.2 REPRODUCCIÓN CON RELAP5 DEL CASO DE ESTUDIO DE 
ELSAFI [85] 

En este primer caso se reproduce, mediante el simulador RELAP5/MOD3.2, un estudio realizado 

por Elsafi [85] del sistema DISS (Figura 5.1). En la Tabla 5.1 se presentan los datos considerados 

para la simulación de Elsafi [85] (tomados a su vez de Bonilla [136] y Zarza [8]). Los captadores 

1–8 y 11 tienen 50 m de longitud, mientras que los captadores 9 y 10 tienen 25 m. Se ha considerado 

un tamaño de malla de 0.5556 m y 0.3472 m para los captadores de 50 m y 25 m, respectivamente.  

Cabe mencionar que la temperatura ambiente (𝑇𝑎) y el factor de ensuciamiento (𝐹𝑒) no han sido 

reportados por Elsafi [85]. Por lo que se ha considerado una temperatura ambiente de 30 °C, 

mientras que el factor de ensuciamiento se infirió a prueba y error (91 %). Además se desprecian 

las pérdidas de calor a través de las uniones y de los soportes, así como las caídas de presión debido 

a las uniones y codos. Se emplea la metodología de Cundapí et al. [13] para determinar la eficiencia 

de cada CCP usando la ecuación experimental de pérdidas de calor del sistema DISS (Ec. (2.10)) 

para después obtener la eficiencia (en función del ∆𝑇18). Lo anterior se hace debido a que a primera 

instancia no se conoce la temperatura del tubo y debe seguirse un proceso iterativo hasta obtener 

las eficiencias de cada CCP (Figura 5.2 ). Esto es una desventaja de RELAP5 para sus aplicaciones 

en la GDV. Ya que hasta donde se sabe, el código RELAP519 no es capaz de determinar las pérdidas 

de calor, aunque puede involucrar un valor de la eficiencia térmica pero para ello se tendría que 

                                                           
18 Aquí ∆𝑇 es la diferencia entre la temperatura media del absorbedor y la temperatura ambiente (en ºC o K). 
19 RELAP5 tiene la capacidad de ingresar una eficiencia a cada VC en el sistema, pero en la GDV, no siempre se 

conoce la eficiencia térmica. 
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saber de antemano ese valor.  

Tabla 5.1. Datos del estudio del sistema DISS [8,85]. 

Parámetro Valor 

Longitud total (m) 500 

Apertura del reflector de la parábola (m) 5.76 

Diámetro interior/exterior el tubo absorbedor (m) 0.05/0.07 

Rugosidad del absorbedor (m) 4 × 10−5 

Radiación solar directa (W/m2) 908.5 

Eficiencia óptica (%) 63 

Factor de ensuciamiento (%) 91 

Flujo másico (kg/s) 0.62 

Velocidad de masa (kg/m2s) 316 

Presión de salida (MPa) 9.92075 

Material del absorbedor Acero 

Conductividad térmica del absorbedor (W/mK) 38 

Longitud del VC en los captadores de 50 m (m) 0.5556 o  

Longitud del VC en los captadores de 25 m (m) 0.3472 

Δt (s) 0.01 

 

 

Figura 5.2. Diagrama de flujo para determinar 𝜂, usando la Ec (2.11), en cada captador [14]. 

Las comparaciones entre los perfiles axiales de temperatura y presión obtenidos con el simulador 

RELAP5 y los datos experimentales de Zarza [8] se muestran en la Figura 5.3. Mientras que en la 

Figura 5.4, se presentan los valores de las eficiencias térmicas de cada captador en las distintas 

iteraciones siguiendo la metodología planteada en la Figura 5.2. 
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Figura 5.3. Validación de los resultados obtenidos con RELAP5 comparando con los datos experimentales de Zarza 

[8] para el DISS: temperatura (izquierda) y presión (derecha). 

 

Figura 5.4. Comparaciones de las eficiencias obtenidas en cada iteración de cada captador de acuerdo a la 

metodología de la Figura 5.2. 

Una vez validados los resultados con RELAP5 (Figura 5.3) para todo el lazo DISS, se determinan 

las condiciones para las cuales ocurre la transición al dryout, y posteriormente al sobrecalentado, 

en los captadores 9 y 10. Posteriormente, en el Capítulo 6, se estudia la termohidráulica del flujo 

bifásico en cada uno de estos dos captadores mediante el simulador RELAP5 y mediante el 

simulador desarrollado en este trabajo. Las condiciones de frontera del MTH para ambos 

captadores se establecen con base a los resultados de RELAP5 (Tabla 5.2). Es importante resaltar 
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que las condiciones de salida del captador 9 son las condiciones de entrada del captador 10. 

Tabla 5.2. Condiciones de operación de los captadores 9 y 10. 

Parámetro Captador 9 Captador 10 

Entrada Salida Entrada Salida 

𝐿 (m) 400 425 425 450 

𝑃 (MPa) 10.1014 10.0926 10.0926 10.0835 

𝑇 (K) 584.85 584.79 584.79 597.17 

𝑥𝑓𝑙𝑜𝑤 (-) 0.918 0.9885 0.9885 1.0 

Para determinar en primera instancia, el PF más probable para las condiciones de operación 

involucradas, es posible usar el mapa de patrones de flujo de Elsafi [85] (Figura 5.520), aunque otra 

opción es usar el mapa de RELAP5. Pero este último no considera el PF dryout como tal, sino que 

lo maneja como un PF estratificado. 

 

Figura 5.5. PF predichos por Elsafi [85] para el sistema DISS con base en su mapa de patrones de flujo21. 

De acuerdo a la Figura 5.5, el PF dryout ocupa alrededor de 5 metros de la tubería (en la sección 

previa al vapor sobrecalentado), lo cual representa el 1 % de los 500 m del sistema DISS. Además, 

se observa que la transición al PF dryout se da desde el estratificado ondulado, pasando antes por 

anular. Esto, para velocidades de masa entre 200 kg/m2s y 400 kg/m2s (aproximadamente), que se 

encuentra dentro del rango de operación de la GDV.  

En la Figura 5.6 se presentan los perfiles longitudinales de temperatura del fluido y del tubo, 

                                                           
20 Consultar el trabajo de Elsafi para ver más información de su mapa de patrones de flujo. 
21 Nomenclatura de Elsafi: L=líquido subenfriado, S=estratificado liso u horizontal, S/SW=transición entre 

estratificado liso y ondulado, I=intermitente, SW=estratificado ondulado, A=anular, D=dryout y V=vapor 

sobrecalentado. 
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además del coeficiente convectivo y los modos de transferencia de calor. Respecto a la temperatura 

del fluido, es claro que el comportamiento es como se esperaba, debido a que tiene un incremento 

en la región de precalentamiento, es casi constante en la región de evaporación, e incrementa 

nuevamente en la sección de sobrecalentado. Y la temperatura del tubo es siempre superior a la del 

fluido, presentándose mayores diferencias en la transición entre el flujo bifásico y el vapor 

sobrecalentado, donde se puede apreciar la influencia del coeficiente convectivo, ya que justo en 

ese pequeño intervalo tiene una caída súbita. 

Como se puede apreciar en la Tabla 5.3, los modos de transferencia de calor tienen una cierta 

relación con los patrones de flujo, principalmente en las transiciones. Por ejemplo, el modo 6 se 

presenta a aproximadamente los 440 m a causa de que la transferencia de calor que se lleva a cabo 

es una de transición saturada, por estar pasando a un modo de transferencia de calor de ebullición 

de película. Por otra parte, RELAP5 predice líquido subenfriado desde el inicio de la tubería hasta 

los 69.72 m aproximadamente, flujo estratificado22 desde 69.72 hasta 463 m, y finalmente vapor 

sobrecalentado después de los 463 m. Esto difiere de Elsafi, que predice más PF debido a que aplica 

su propio mapa de patrones de flujo (Figura 5.5). Los modos de transferencia de calor influyen en 

cuanto a qué correlación para el CTC bifásico utilizar (Tabla 3.5). El CTC presenta dos brincos, 

uno cuando se pasa de tener líquido monofásico a flujo burbuja (modo 2), y otro cuando inicia el 

modo 6, que como se discute en la Sección 6.2.1 se encuentra en la región del PF dryout. 

Tabla 5.3. Modos de transferencia de calor [14]. 

Modo Descripción 

2 Convección de líquido monofásico 

3 Ebullición nucleada subenfriada 

4 Ebullición nucleada saturada 

6 Ebullición de transición saturada 

8 Ebullición de película saturada 

9 Convección de vapor sobrecalentado 

 

                                                           
22 Esto se discute en la Sección 6.2.1. 
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Figura 5.6. Resultados obtenidos con RELAP5 para el caso del sistema DISS operando a 10 MPa 

Nuevamente, la importancia del estudio del PF dryout es evidenciado con el hecho de que este PF 

se presenta para la mayoría de condiciones de operación de la GDV en un solo paso, y que es 

inevitable. 

En los estudios que se presentan en el Capítulo 6 se analiza el comportamiento termohidráulico en 

los captadores 9 y 10, los cuales se encuentran ubicados entre los 400 y los 450 m. En el captador 

9 se presenta el PF dryout, como ya fue mencionado.  

Por otra parte, para el caso de DNUFC se toman en cuenta todas las consideraciones de la Sección 

5.2 y una DNUFC de la forma que se establece en la Sección 2.2.3 para un ángulo del seguidor 

solar de 0°. 
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CAPÍTULO 6 

 

6 ESTUDIOS DEL FLUJO 

BIFÁSICO DRYOUT 
 

 

Mediante el simulador térmico–termohidráulico desarrollado se estudia el comportamiento 

termohidráulico del PF dryout en el interior de los captadores 9 y 10 del sistema DISS, 

considerando las distribuciones uniforme y no uniforme del flujo de calor en la pared del tubo 

absorbedor. Además se presentan y discuten los resultados de una serie de estudios paramétricos 

para determinar su efecto sobre el comportamiento del flujo dryout y sobre los gradientes 

azimutales de temperatura a lo largo de los captadores. 
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6.1 INTRODUCCIÓN 

El código fue desarrollado con la capacidad de analizar otros PF además del dryout, para poder 

analizar su evolución pre-dryout, dryout y post-dryout. Los PF que se pueden analizar con este 

código son: estratificado liso y ondulado, anular, dryout y vapor sobrecalentado (resultados 

presentados en la Sección 4.2.2).  

En la primera parte de este capítulo (Sección 6.2) se estudia el efecto del tipo de distribución del 

flujo de calor (DUFC y DNUFC) sobre el comportamiento termohidráulico del flujo bifásico pre-

dryout, dryout y post-dryout y la distribución de temperatura en la pared del tubo absorbedor. Se 

hace el análisis en los captadores 9 y 10 del lazo DISS (Figura 5.1), con los parámetros fijos 

indicados en la Tabla 6.1 (basados en la Tabla 5.1), y las condiciones de operación establecidas en 

la Tabla 5.2. Los resultados termohidráulicos del flujo bifásico obtenidos con el simulador 

desarrollado se comparan con los resultados obtenidos en este mismo trabajo mediante el simulador 

RELAP5 (como  marco de referencia). Asimismo se estudia el efecto de la DNUFC sobre la 

distribución de temperatura en la pared del tubo absorbedor. Posteriormente (Sección 6.3)  se 

analiza el fenómeno de secado de  película del PF dryout. En la Sección 6.4 se hace un análisis del 

CTC para cada una de las fases. Este capítulo se finaliza presentando y discutiendo los resultados 

de una serie de estudios paramétricos del PF dryout para determinar su influencia sobre los 

gradientes de temperatura azimutales a lo largo de los dos captadores bajo estudio. 

Tabla 6.1. Parámetros fijos utilizados en los estudios termohidráulicos, 

térmicos y paramétricos. 

Parámetro Valor 

Longitud de cada captador (m) 25 

Apertura del reflector de la parábola (m) 5.76 

Diámetro interior/exterior el tubo absorbedor (m) 0.05/0.07 

Rugosidad del absorbedor (m) 4 × 10−5 

Ángulo del seguimiento solar (°) 0 

Eficiencia térmica (%) 91.13 

Eficiencia óptica (%) 63 

Factor de ensuciamiento (%) 91 

Flujo másico (kg/s) 0.62 

Velocidad de masa (kg/m2s) 316 

Longitud del VC en los captadores de 25 m (m) 0.3472 

Δt (s) 0.01 
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6.2 EFECTO DE LA DNUFC SOBRE EL COMPORTAMIENTO 
TERMOHIDRÁULICO Y TÉRMICO 

Se estudian los efectos que el tipo de distribución del flujo de calor tiene sobre el comportamiento 

termohidráulico dentro de los tubos absorbedores de los captadores 9 y 10 del lazo DISS, ya que 

en ellos se dan las condiciones para el PF dryout. En primer lugar, se analiza el captador 9 (Sección 

6.2.1), y enseguida el captador 10 (Sección 6.2.2). 

La manera de cómo la DNUFC puede afectar a algunos parámetros termohidráulicos está 

directamente relacionada con aquellos parámetros que dependen de la temperatura del tubo, por 

ejemplo el CTC. Ciertas correlaciones para el CTC utilizan algunas propiedades que dependen de 

la temperatura del tubo. Sin embargo, debido a que el modelo a dos fluidos considerado es 1D, 

promediado volumétricamente en el área transversal al flujo, se esperaría que esta variación fuera 

mínima y en teoría ambas consideraciones no deberían afectar los resultados de forma notoria 

(Figuras 6.1–6.5, 6.7–6.11). 

 

6.2.1 Captador 9 

Para las condiciones establecidas en las Tablas 5.1 y 5.2 y en la Sección 5.2, en la salida del 

captador 9 se tienen condiciones muy cercanas al vapor sobrecalentado. Lo anterior hace que en 

este captador el PF dryout sea inevitable ya que se opera en el modo de operación de un solo paso. 

Es por ello que los resultados y su discusión se centran en este captador, discutiéndose los perfiles 

longitudinales de las diversas variables termohidráulicas. En las Figuras 6.1–6.5 se muestran los 

resultados obtenidos con el simulador desarrollado considerando una DUFC y una DNUFC y a su 

vez se comparan con los resultados obtenidos en este trabajo con RELAP5 considerando solamente 

una DUFC.  

Como se observa en las Figuras 6.1–6.5, no hay impacto significativo del tipo de distribución del 

flujo de calor sobre el comportamiento termohidráulico. Lo anterior se debe a que el flujo de calor 

suministrado es el mismo, independientemente de que la distribución del flujo de calor sea diferente 

(ver Sección 2.2.3). Esto comprueba que el modelo a dos fluidos 1D ha sido correctamente 

implementado. Sin embargo, el tipo de distribución del flujo de calor sí impacta de manera 

importante sobre los campos y gradientes de temperatura en el tubo absorbedor, como se discutirá 
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más adelante. 

Para el caso particular de la presión a la salida, la cual es una CF en ambos simuladores, los 

resultados coinciden bastante bien (Figura 6.1). Los resultados son consistentes con la física del 

problema, ya que la presión local tiende a disminuir conforme el fluido recorre la tubería. Sin 

embargo, el simulador desarrollado (con ambas distribuciones de flujo de calor) predice una 

presión ligeramente menor en la entrada con respecto al simulador RELAP5, lo que redunda en 

una menor caída de presión subestimándola en 1.0 %. Es congruente que haya una menor caída de 

presión con el simulador desarrollado por las siguientes razones: (1) el simulador desarrollado 

predice una velocidad menor de la fase gaseosa (Figura 6.2, izquierda) lo que ocasiona que las 

caídas de presión a causa de las fuerzas de fricción en la pared resulten menores; (2) la velocidad 

de la fase líquida predicha con el simulador desarrollado es mayor que la predicha por RELAP5 

(Figura 6.2, derecha), lo que hace que la velocidad relativa (diferencia de velocidades de las fases) 

calculada con el simulador desarrollado sea menor y por ende las pérdidas de presión debido a la 

fricción interfacial. 

 

Figura 6.1. Comparación de perfiles de presión en el captador 9 obtenidos empleando ambos simuladores y ambas 

distribuciones del flujo de calor. 

Es necesario comentar que con ambos simuladores se considera que ambas fases entran a la tubería 

a la misma velocidad (condiciones de frontera, ver Sección 3.2.1.4). Conforme la mezcla bifásica 

fluye por el interior de la tubería calentada, la velocidad del vapor se incrementa y la velocidad de 
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la fase líquida disminuye (primero abruptamente y después de una manera más suave). El hecho 

de que la velocidad del vapor se incremente (contrariamente a la velocidad del líquido) se debe al 

incremento del flujo másico del vapor en virtud de la generación de vapor (evaporación de la fase 

líquida, ver Figuras 6.3 y 6.4). Los porcentajes de desviación entre de la velocidad a la salida 

obtenidos con el simulador propio y RELAP5 son del orden de 0 % y 5 % para las velocidades de 

las fases vapor y líquida, respectivamente. 

 

Figura 6.2. Comparación de los perfiles de las velocidades de cada fase en el captador 9 obtenidos empleando ambos 

simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor: vapor (izquierda) y líquido (derecha). 

En la Figura 6.3 se observa que, en general, conforme el fluido fluye a través del tubo absorbedor 

se produce vapor, elevando la fracción de vacío y por ende la calidad del flujo. No obstante, la 

Figura 6.3 muestra también que al inicio del captador los perfiles de la fracción de vacío y la calidad 

presentan una caída abrupta, lo cual puede deberse al efecto de la longitud de entrada. Para el 

simulador desarrollado, esa caída es más abrupta que para RELAP5. La caída drástica de los 

valores de la fracción de vacío y la calidad, a la entrada de la tubería, se relaciona con la CF a la 

entrada, ya que la fracción de vacío a la entrada se calcula considerando una mezcla de agua/vapor 

en la que ambas fases tienen la misma velocidad a la entrada y por otra parte sus densidades son 

las correspondientes a la presión de entrada calculada. Para los siguientes volúmenes de control, la 

fracción de vacío se determina por medio de la metodología planteada en la Figura 3.5, siguiendo 

la tendencia esperada (incrementa) conforme el fluido avanza a lo largo de la tubería. Por otra parte, 

la calidad del flujo se determina a partir de los flujos másicos de ambas fases (producto de la 
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velocidad, densidad y fracción de vacío de la fase). Para ambos parámetros presentados en la Figura 

6.3 se muestran los dos criterios que se tienen para determinar el comienzo del PF dryout, la 

fracción de vacío de 0.9923 y la calidad del inicio del dryout (𝑥𝑑𝑖). 

 

Figura 6.3. Comparación de los perfiles de la fracción de vacío (izquierda) y la calidad (derecha) en el captador 9 

obtenidos empleando ambos simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor. 

La generación de vapor es un término empleado directamente en las ecuaciones de conservación. 

En el modelo implementado solo se considera generación de vapor en la pared, ya que la 

transferencia de calor interfacial se asume despreciable y por ende la generación de vapor en la 

interfase. La generación de vapor obtenida con el simulador desarrollado es ligeramente mayor 

(Figura 6.4) que la obtenida con el simulador RELAP5, lo que produce que la fracción de vacío y 

calidad sean un poco mayores. La desviación entre la generación de masa promedio obtenida con 

respecto a RELAP5 es del 0.3 %.  

                                                           
23 Este criterio se muestra en la Tabla 3.5. 
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Figura 6.4. Comparación de los perfiles de la generación de vapor en el captador 9 obtenidos empleando ambos 

simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor. 

La comparación de los perfiles del CTC obtenidos con ambos simuladores se muestra en la Figura 

6.5, donde además se incorporan los valores de los CTC de cada fase. Mientras que las 

comparaciones de los modos de transferencia de calor y los PF se muestran en la Tabla 6.2. En la 

Figura 6.5 se aprecia que el CTC bifásico tiene un valor casi constante hasta los primeros 11 m 

(aproximadamente) y en los siguientes 10 m disminuye suavemente para después caer 

abruptamente a un valor muy bajo (PF dryout con un valor muy cercano al CTC del vapor 

sobrecalentado). En los primeros 11 m el valor del CTC de la fase gaseosa es cero ya que no está 

en contacto con la pared, posteriormente el CTC del vapor comienza a crecer mientras que lo 

contrario ocurre con la fase líquida (Figura 6.5, derecha). En el último tramo de este captador los 

valores del CTC del líquido han caído súbitamente mientras que los del vapor alcanzan sus valores 

máximos, pero estos valores son demasiados pequeños comparados con los que tenía la fase líquida 

al comienzo de la tubería e incluso en el tramo intermedio. También se observa un desfasamiento 

de metro y medio en el inicio de la caída del CTC predicho por ambos simuladores, presentándose 

antes con el simulador RELAP5. Lo anterior se debe a que el simulador RELAP5, justo en la región 

entre la caída abrupta del CTC y la curva suave antes del comportamiento casi constante, predice 

el modo 6, mientras que el simulador desarrollado no lo predice y por eso cae abruptamente sin 

suavizarse (esto se explica un poco más detalladamente más abajo).  

Por otra parte, de acuerdo al modelo de transferencia de calor empleado (Tabla 3.5), el simulador 
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desarrollado asume que la película líquida moja toda la superficie interior de la tubería (PF anular) 

hasta que el fluido alcanza una fracción de vacío de 0.99 dando inicio al PF dryout (conocido 

también como anular abierto), tal como lo sugieren Telabi et al. [40] y contemplado de la misma 

manera por RELAP5 (pero definiéndolo incorrectamente como PF estratificado horizontal o liso). 

Por esta razón, el modo de transferencia de calor de ebullición nucleada saturada (modo 4, ver 

Tabla 5.3) es predicho por ambos simuladores (ver la Tabla 6.2), cubriendo hasta los 420-421 m; 

alcanzando una fracción de vacío mayor a 0.99 (ver la Figura 6.3) desde los 410-411 m. El PF 

pasaría de estratificado (como lo predice RELAP) o anular (como se predice en este código 

considerando el mapa de patrones de flujo de Elsafi [85]) a dryout24 (a los 420 m y 410.8 m, 

respectivamente). De esa manera, los criterios para identificar el comienzo del PF dryout son: 1) 

𝛼𝑔 ≥ 0.99 con un modo de transferencia de calor de ebullición nucleada, y 2) 𝑥𝑓𝑙𝑜𝑤 ≥ 𝑥𝑑𝑖 

determinada con la Ec. (3.22); ver Figura 6.3 (izquierda). Con el simulador desarrollado la caída 

del CTC es abrupta, pero con RELAP5 es más suave debido a que predice la ebullición de 

transición (modo 6), mientras que el simulador desarrollado no lo llega a predecir. Para ambos 

simuladores, los valores predichos del CTC son muy cercanos entre sí, antes del dryout, cuando el 

modo de transferencia de calor es de ebullición de película saturada (modo 4). Sin embargo, aunque 

ambos simuladores tienen de base las mismas ecuaciones para el cálculo del CTC, las diferencias 

entre ambos perfiles se deben a ciertos parámetros que RELAP5 emplea para suavizar el CTC, los 

cuales no son del todo claros [130] y afectan considerablemente el valor del CTC. La otra diferencia 

se debe a que RELAP5 contempla el modo de transferencia de calor de ebullición de transición, 

justo donde surge esa caída brusca, suavizando dicha caída. 

                                                           
24 RELAP5 no predice propiamente dryout sino que lo cataloga como estratificado [57]. Sin embargo, si se toman en 

cuenta las condiciones para el dryout de una fracción de vacío arriba de 0.99 y el modo de transferencia de calor de 

ebullición de transición saturada, en la Tabla 6.2, RELAP5 predeciría el dryout entre 419.8 y 421.2 m. 
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Figura 6.5. Comparación de los perfiles del CTC bifásico (izquierda) y de cada fase (derecha) en el captador 9 

obtenidos empleando ambos simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor. 

 

Tabla 6.2. Modos de transferencia de calor y patrones de flujo que se presentan en las diferentes secciones del tubo 

con ambos simuladores. 

Parámetros Resultados RELAP5 RELAP5 

(combinando con 

los criterios de la 

Tabla 3.5) 

Simulador 

desarrollado 

Modo de 

transferencia 

de calor 

4 400 – 419.8 m 400 – 419.8 m 400 – 421 m 

6 419.8 – 421.2 m 419.8 – 421.2 m N/A 

8 421.2 – 425 m 421.2 – 425 m 421 – 425 m 

Patrón de 

flujo 

Anular N/A 400 – 410.8 m 400 – 410.8 m 

Estratificado liso 420 – 425 m N/A N/A 

Estratificado ondulado  410.8 – 419.8 m N/A 

Dryout N/A 419.8 – 425 m 410.8 – 425 

De todos los parámetros comparados en este estudio para el captador 9, las desviaciones entre 

ambos simuladores son pequeñas, siendo la máxima desviación del 5 % con referencia a la 

velocidad del líquido a la salida. Las diferencias entre ambos simuladores pueden deberse a 

diferentes factores, por ejemplo, las correlaciones empleadas, errores de truncamiento tanto en las 

propiedades del agua/vapor (tablas termodinámicas) como del método numérico y a los criterios 

de convergencia empleados.  

Por otra parte, de todos los parámetros termohidráulicos analizados, no hay afectación por la 

DNUFC, lo cual puede llegar a ser una prueba de que el acoplamiento MTH-MTC ha sido 
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implementado de manera correcta. Aunque es de esperarse que la DNUFC tenga un impacto muy 

significativo sobre la distribución de temperatura del absorbedor (Figura 6.6, arriba).  

Para ambas distribuciones se distinguen claramente dos zonas, una desde el inicio de la tubería 

hasta cuando el CTC cae abruptamente, la otra zona sería durante y posterior a la caída abrupta 

(ver Figura 6.5). A pesar de que en la primera zona también el CTC sufre una pequeña caída (a 

partir de L=410 m) su efecto no es tan brusco (ver Figura 6.5). De esa manera en esa zona el flujo 

de calor es predominante en la dirección radial para una DUFC mientras que es predominante en 

la dirección azimutal para una DNUFC. La transición entre ambas zonas presenta un fuerte 

gradiente de temperatura en la dirección axial con ambas distribuciones, en esta situación la 

conducción de calor en la dirección axial podría llegar a ser importante y debería ser tomada en 

cuenta en el MTC. Respecto a la segunda zona, nuevamente el flujo de calor es predominante en 

la dirección radial para una DUFC, pero para una DNUFC la transferencia de calor es predominante 

en la dirección azimutal. De esa manera, una DNUFC causará gradientes de temperatura en la 

dirección azimutal (Figura 6.6, abajo)25 (a diferencia de una DUFC que no presenta gradientes 

térmicos azimutales). En la Figura 6.6 (abajo) se aprecia que conforme el fluido avanza en la 

tubería, el gradiente térmico máximo se mantiene casi constante hasta el punto que el coeficiente 

de transferencia de calor cae drásticamente elevando al gradiente térmico a un valor cerca de los 

18 K. Aunque respecto a Zarza [8], el gradiente térmico crítico es 70 K. Lo anterior manifiesta que 

la presencia del patrón de flujo dryout con una DNUFC pudiera llegar a presentar condiciones 

críticas mayormente cuando el espejo reflector no esté enfocado paralelo al eje vertical o cuando 

se tiene tuberías con baja conductividad térmica o CTC bajos (que puede ser resultado de 

condiciones de flujos másicos muy pequeños o diámetros de tuberías grandes). Más estudios deben 

de ser hechos para poder definir con claridad bajo qué condiciones la presencia de PF dryout junto 

con la DNUFC pudieran llegar comprometer la seguridad del tubo absorbedor. 

                                                           
25 Este gradiente térmico en la dirección azimutal es local y toma como referencia el valor de temperatura mínimo en 

cada VC axial. 
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Figura 6.6. Distribución de la temperatura en el captador 9 con una DUFC (arriba e izquierda) y DNUFC (arriba y 

derecha) y gradiente de temperatura en la dirección azimutal de la superficie externa del tubo absorbedor 

considerando una DNUFC (abajo)26.  

 

6.2.2 Captador 10 

A continuación se presentan los resultados obtenidos para el captador 10 con el simulador 

desarrollado considerando ambas distribuciones del flujo de calor y de igual manera se comparan 

con los resultados obtenidos con el simulador RELAP5 (como referencia). En la Figura 6.7 se 

                                                           
26 Se ha tomado para esta gráfica que 0° está justo arriba del tubo y el sentido del ángulo es en contra del movimiento 

de las manecillas del reloj. Lo mismo para la Figura 6.12. 
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puede ver que el perfil de presión presenta un comportamiento como era de esperarse. El simulador 

desarrollado predice una menor presión de entrada, lo que ocasiona una desviación de la caída de 

presión del 6.8 % respecto a la caída de presión de RELAP5. Como se discute más adelante, el 

simulador desarrollado no predice correctamente el comportamiento termohidráulico en la zona 

del vapor sobrecalentado cuando transita desde el flujo bifásico (aunque sí lo predice bien si se 

analiza solo el sobrecalentado), sin embargo sí predice de manera aceptable la región bifásica. Es 

por eso que se presenta un error muy grande en la caída de presión (ya que la velocidad del vapor 

calculada con el simulador desarrollado es mucho menor en la región del vapor sobrecalentado, 

ver Figura 5.6).  

 

Figura 6.7. Comparación del perfil de presión en el captador 10 obtenidos empleando ambos simuladores y ambas 

distribuciones del flujo de calor. 

En el captador 10 surge la transición al vapor sobrecalentado como también puede verse en la 

Figura 5.6. En la Figura 6.8 se ve que la velocidad predicha en este trabajo coincide bastante con 

RELAP5 en la región bifásica. Justo a la entrada, ambas fases tienen la misma velocidad, y después 

cada uno se ajusta a su respectivo valor, como ya se ha explicado en la Sección 6.2.1. También la 

velocidad del líquido tiende a ser igual a la velocidad del vapor conforme la fracción de vacío 

tiende a uno. A pesar de que en la región de vapor sobrecalentado no hay fase líquida y por 

consiguiente su velocidad no tiene ningún sentido, más que el pensar que a fracciones de vacío 

cercanas a 1, las pequeñas gotas de líquido están siendo arrastradas por la fase vapor a la misma 

velocidad del vapor.  
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Figura 6.8. Comparación de los perfiles de la velocidad en el captador 10 obtenidos empleando ambos simuladores y 

ambas distribuciones del flujo de calor: vapor (izquierda) y líquido (derecha). 

Respecto a la fracción de vacío (Figura 6.9, izquierda), vemos que es afectada por la longitud de 

entrada de la tubería, donde tiene una caída abrupta para después crecer con una pendiente muy 

grande hasta alcanzar el vapor sobrecalentado, donde es uno. Algo similar pasa con la calidad 

(Figura 6.9, derecha), aunque el simulador desarrollado es afectado un poco más por la longitud de 

entrada de la tubería. Todos estos resultados a su vez concuerdan con el hecho de que la generación 

de vapor se vuelve cero cuando empieza el sobrecalentado (Figura 6.10). Adicionalmente, se puede 

observar que la generación de vapor predicha con el código desarrollado, tiene una caída abrupta, 

mientras que RELAP5 es más suave lo cual puede estar muy ligado con las propiedades locales y 

a los demás parámetros termohidráulicos. RELAP5 predice el secado completamente de líquido 

(generación de vapor) un poco después del predicho en esta tesis.  
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Figura 6.9. Comparación de los perfiles de la fracción de vacío (izquierda) y la calidad (derecha) en el captador 10 

obtenidos empleando ambos simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor. 

 

Figura 6.10. Comparación de los perfiles de la generación de vapor en el captador 10 obtenidos empleando ambos 

simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor. 

A diferencia del captador 9, donde solamente se tiene flujo bifásico y las temperaturas de ambas 

fases son la temperatura de saturación a la presión local (modelo de equilibrio homogéneo), en el 

captador 10 está la transición al vapor sobrecalentado. Por lo anterior vale la pena mostrar la 

temperatura de la fase gaseosa (Figura 6.11, izquierda). En los primeros VC la temperatura del 

vapor es la temperatura de saturación a la presión local y es casi constante (en comparación a la 
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temperatura en la región de vapor sobrecalentado). Por otra parte, justo cuando comienza el vapor 

sobrecalentado, la temperatura del vapor tiende a incrementar, solo que en el código desarrollado 

el vapor sobrecalentado comienza antes y por eso la desviación en cuanto al incremento de la 

temperatura del simulador desarrollado respecto a RELAP5 alcanza un valor del 12.9 %, lo cual es 

un valor que puede disminuir haciendo mejoras en el simulador desarrollado para la transición 

entre flujo bifásico y vapor sobrecalentado. El CTC calculado en este trabajo difiere del valor 

predicho por RELAP5 (Figura 6.11, derecha) a pesar de utilizar la misma correlación en la zona 

del vapor sobrecalentado (Dittus-Boelter). Sin embargo, dos factores afectan la predicción del 

CTC, el primero de ellos está directamente relacionada con las tablas termodinámicas, ya que en 

esta tesis se usó el software EES para obtener unas tablas de propiedades y luego interpolar, 

mientras que RELAP5 utiliza las formulaciones de la IAPWS-97; el segundo factor, es que es muy 

probable que RELAP5 haya ajustado este valor mediante algún factor de “corrección”, el cual no 

lo mencionan tan claramente. Lo anterior ha sido corroborado mediante el análisis de la correlación 

de Dittus-Boelter usando los valores que proporciona RELAP5 en el archivo de resultados (gráfica 

no presentada), el cual no coincide con el CTC que el software imprime en el archivo de resultados. 

 

Figura 6.11. Comparación de los perfiles de la temperatura de vapor (izquierda) y del CTC bifásico (derecha) en el 

captador 10 obtenidos empleando ambos simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor. 

Al igual que el captador 9, en el captador 10 no hay afectación de la DNUFC sobre los parámetros 

termohidráulicos como se pueden apreciar en las Figuras 6.7–6.11. Y de igual manera que para el 

captador 9, el efecto de la distribución de temperatura depende del tipo de distribución del flujo de 
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calor. Sin embargo, a pesar de que con ambas distribuciones del flujo de calor (DUFC y DNUFC) 

se tienen el mismo perfil del CTC (ver Figura 6.11, derecha), la DNUFC afecta a la distribución 

de la temperatura en el tubo absorbedor como se aprecia en la Figura 6.12 (arriba), y por ende 

surgen importantes gradientes de temperatura en la dirección azimutal (Figura 6.12, abajo).  

 

 

Figura 6.12. Distribución de la temperatura en el captador 10 con una DUFC (arriba e izquierda) y DNUFC (arriba y 

derecha) y gradiente de temperatura en la dirección azimutal de la superficie externa del tubo absorbedor 

considerando una DNUFC (abajo). 

Los gradientes térmicos azimutales a lo largo del captador 10 no presentan cambios bruscos de un 

volumen de control axial a otro, a pesar que en esta zona se pasa de tener un PF dryout a vapor 



TecNM/CENIDET  Roger Cundapí, 2021 

 

129 
 

sobrecalentado. Esto se debe a que el fluido entra al captador 10 con un CTC bajo (ver Figura 6.11) 

manteniendo una pequeña caída a lo largo de la tubería y no experimenta una caída abrupta como 

en el captador 9. Así, el gradiente máximo azimutal es alrededor de 20 K a la salida del captador. 

Hasta el momento se ha supuesto que el valor del CTC utilizado en el modelo de transferencia de 

calor en 2D es el mismo para cada fase y se ha supuesto que el fluido está completamente mezclado 

en el VC, así que una mezcla bifásica agua/vapor está en contacto con la pared en cada VC azimutal 

de la superficie interna del tubo. De esta manera las distribuciones de temperatura obtenidas solo 

dependen del tipo de distribución del flujo de calor. Sin embargo, en la Sección 6.4 se incluyen un 

análisis del impacto que tiene considerar un CTC para cada fase. 

 

6.3 ANÁLISIS DEL PF DRYOUT 

En la Figura 6.13 se presenta el mapa de patrones de flujo obtenido en este trabajo con el modelo 

de Elsafi [85] y Wojtan et al. [116–118], para las condiciones de calidad de vapor que se tienen en 

los captadores 9 y 10. Las líneas continuas representan las condiciones de transición entre PF 

específicos y la línea roja discontinua indica la velocidad de masa de la mezcla bifásica para el 

caso considerado en este estudio (ver Sección 3.2.2.2). Para este caso se tiene una velocidad de 

masa de 315.76 kg/m2s (aproximadamente), para el cual los PF predichos son: 1) anular (primeros 

13 m); 2) dryout (durante los siguientes 15 m); y 3) vapor sobrecalentado (para el resto de la tubería 

del captador 1027). Esto coincide con lo obtenido utilizando el criterio de RELAP5 (basado en los 

modos de transferencia de calor, ver Tabla 3.5), lo cual confirma que los PF predichos son 

correctos.  

                                                           
27 El vapor sobrecalentado ya no se muestra en la Figura 6.13 ya que el eje horizontal solo llega hasta la calidad de 1 

y a partir de ese valor ya es vapor sobrecalentado. 
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Figura 6.13. Mapa de patrones de flujo obtenido mediante el modelo de Wojtan et al. [116–118]. 

En la Figura 6.14 se observa que conforme se incrementa la fracción de vacío a lo largo de los 

captadores 9 y 10, el ángulo de mojado (fase líquida) disminuye marcadamente en la región del PF 

dryout. En cambio, se observa que la disminución del espesor de la película de líquido es más 

pronunciada en la región del PF anular. Es decir, conforme la fracción de vacío se incrementa, no 

hay afectación del ángulo de mojado en el PF anular (360°), pero sí disminuye el espesor de la 

película (ver también la Figura 6.16, izquierda). Sin embargo, en la región del PF dryout (donde el 

ángulo de mojado es menor que 360°) pasa lo contrario (ver Figura 6.16, derecha), el ángulo de 

mojado disminuye mientras que el espesor de película sufre un pequeño engrosamiento, ya que el 

espesor de la película depende del ángulo de mojado y de la fracción de vacío (Ec. (3.19)), los 

cuales no cambian en la misma proporción y eso hace que la película del dryout se seque en 

dirección azimutal y no en dirección radial. Por otra parte, como se puede ver en la Tabla 3.1, el 

ángulo de secado para el PF dryout se calcula mediante una interpolación lineal de los ángulos de 

secado ( 𝜃𝑑𝑟𝑦
∗  ) de los PF previo y posterior (para este caso particular se tienen los PF anular y 

sobrecalentado, respectivamente). Para un mejor modelado de este espesor de película, se podría 

considerar que el ángulo de mojado tiene una disminución no lineal pero con concavidad hacia 

abajo, ya que eso ocasiona un menor incremento del ángulo de secado originando menor espesor 

de película. 
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Figura 6.14. Perfiles axiales del ángulo de mojado, la fracción de vacío, del espesor de la película del líquido y de los 

PF predichos con el simulador desarrollado. 

En la Figura 6.15 se presenta la evolución del secado de la película del líquido (y del ángulo de 

secado) así como la distribución de las fases en diferentes secciones transversales del tubo 

absorbedor. Dicha evolución es consistente con lo presentado en la Figura 6.14 y su discusión. 
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Figura 6.15. Evolución del espesor de la película (aumentado 20 veces) y del ángulo de secado a lo largo de los tubos 

absorbedores de los captadores 9 y 10. 
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Figura 6.16. Espesores de película de líquido en diferentes secciones transversales a lo largo de las regiones 

ocupadas por PF anular (izquierda) y dryout (derecha), aumentados 20 veces. 

Cabe destacar que el hecho de considerar al PF dryout con una geometría de semi película anular 

no afecta al modelo termohidráulico, pero sí al modelo térmico, porque el perímetro de contacto 

entre la superficie interna del absorbedor y cada fase sería diferente. La configuración geométrica 

del PF dryout no tiene en realidad un espesor de película constante en la dirección radial, por lo 

que un modelo más apegado a la verdadera configuración geométrica del PF dryout podría mejorar 

los resultados. Esto último conlleva a la necesidad de realizar más estudios, principalmente 

experimentales. 

Debido a que se ha considerado que el valor del CTC utilizado en el modelo de transferencia de 

calor en 2D es el mismo para cada fase y que el fluido está completamente mezclado en el VC, se 

establece entonces que una mezcla bifásica agua/vapor está en contacto con la pared en cada VC 

azimutal de la pared interna del tubo. Sin embargo, siendo más rigurosos, en el modelo de 

conducción de calor del tubo se debe considerar que ambas fases tienen diferentes CTC así como 

diferentes temperaturas. La consideración de un CTC para cada fase sí fue establecida en los 

modelos termohidráulico y térmico desarrollados en esta tesis (Secciones 6.4 y 6.5), mientras que 

considerar diferentes temperaturas para cada fase está fuera del alcance de este trabajo.  

La consideración de no equilibrio térmico afectaría a la energía transferida a cada fase (y a la 

transferencia de calor y masa en la interfase) y en cierta medida la temperatura del vapor sería 

mayor que la del líquido, como Cundapí et al. [14] lo muestran en sus resultados. A su vez, esto 
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traería como consecuencia una mayor temperatura en la pared del tubo en contacto con el vapor. 

Aunque en este trabajo se considera que ambas fases tienen la misma temperatura (temperatura de 

saturación a la presión local), el modelo de transferencia de calor en la pared es capaz de determinar 

un CTC para cada fase, que a su vez también son comparados con RELAP5. 

 

6.4 DETERMINACIÓN DE LOS CTC PARA CADA FASE 

En la literatura generalmente se considera que en la región de vapor sobrecalentado se presentan 

los máximos gradientes de temperatura en la dirección azimutal [74], en algunos otros estudios 

afirman que es en la región del PF estratificado [8]. Sin embargo, como se puede observar para el 

caso analizado (que no será diferente para otros casos), los valores máximos de los gradientes de 

temperatura en la zona del PF dryout son mayores a los obtenidos en la región de vapor 

sobrecalentado (Figuras 6.6 y 6.12). El hecho de que en la zona de vapor sobrecalentado con una 

DNUFC se tengan grandes gradientes de temperatura se debe al bajo CTC del vapor y a la DNUFC, 

pero en el PF dryout se tienen dos fases con distintos CTC y eso ocasiona una transferencia de 

calor desigual entre la superficie interna del tubo y cada fase, influyendo sobre los gradientes de 

temperatura en la dirección azimutal. Así que, como en el PF dryout se tienen dos CTC (uno para 

cada fase), el valor del CTC es variable en las direcciones azimutal y axial. La variación azimutal 

del CTC se debe al valor del CTC de la fase en contacto con la pared (Figura 6.5, derecha), donde 

el ángulo de contacto de cada fase se determina mediante el enfoque presentado en la Sección 3.2.3. 

Para visualizar esta situación, en la Figura 6.17 (izquierda y derecha) se presenta la distribución 

del CTC en función de cada fase en contacto con la superficie interna del absorbedor. Además en 

esta imagen se distinguen dos PF, el primero correspondiente al anular, donde solo el líquido moja 

la pared del tubo, como también puede verse en la Figura 6.15; y el segundo al dryout, en donde el 

anillo no cubre completamente la superficie interna del absorbedor. Para este PF las dos fases están 

en contacto con la pared, donde el CTC del líquido y el área de contacto con la pared son mayores 

para el líquido que para el vapor; lo que hace que la transferencia de calor hacia el líquido sea 

mucho mayor con respecto al vapor. Conforme se avanza en el PF dryout, el flujo de calor hacia el 

vapor va incrementando y lo contrario sucede para el líquido. Pero llega un punto en el cual el 

ángulo de secado del PF dryout es bastante considerable y que para esas condiciones el CTC de la 

fase líquida es más pequeña que el del vapor y justo allí se alcanzan los valores máximos de 
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gradientes de temperatura (ver Figura 6.5). El CTC del líquido llega a ser muy inferior al del vapor 

en esta zona ya que la fracción de vacío de la fase líquida está cercana a cero. 

Por otra parte, para ver cómo el hecho de considerar un CTC para cada fase afecta a los gradientes 

de temperatura del captador 9, compárese la Figura 6.6 (abajo) con la Figura 6.17 (abajo). Se 

aprecia un incremento del gradiente de temperatura máximo en la dirección azimutal desde 18 K 

(CTC uniforme) a 29 K (aunque este valor podría crecer más en algunos casos) al considerar un 

CTC para cada fase. 

 

 

Figura 6.17. Distribución del CTC (izquierda y derecha) y del gradiente de temperatura (abajo) en la pared externa 

del absorbedor del captador 9. 
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Por otra parte, en los primeros 5 m del captador 10 se tiene un PF dryout (Figura 6.18). Pero justo 

allí se presentan unos valores atípicos del CTC debido a las influencia que la longitud de entrada 

(ver también Figura 6.12, derecha). Después del PF dryout se aprecia al vapor sobrecalentado con 

un CTC completamente uniforme. Observándose que los gradientes de temperatura en el 

absorbedor llegan a ser mayores en el PF dryout. Se aprecia un incremento del gradiente de 

temperatura máximo en la dirección azimutal desde 18 K a 25 K (aproximadamente) al considerar 

un CTC para cada fase en el PF dryout.  

 

Figura 6.18. Distribución del CTC (izquierda y derecha) y del gradiente de temperatura (abajo) en la superficie 

externa del absorbedor del captador 10. 

Adicionalmente se podría considerar que ambos fluidos tienen diferente temperatura, sin embargo, 
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esto está fuera del alcance de esta tesis28. De acuerdo a los estudios de Cundapí et al. [14], en la 

región bifásica cercana al vapor sobrecalentado el vapor puede presentar una temperatura alrededor 

de 5 K por arriba de la temperatura del líquido (en ciertos casos); para las condiciones que ellos 

estudiaron y para las cuales predijeron el flujo dryout. Entonces, de haberse considerado no 

equilibrio térmico en este trabajo, se hubiera obtenido una temperatura aún mayor en la pared del 

absorbedor en contacto con el vapor, elevando el gradiente de temperatura azimutal. Lo anterior 

indica que es necesario que se siga estudiando más a fondo el comportamiento de los gradientes de 

temperatura en el absorbedor en la zona del dryout, e incluso utilizar modelos más reales para el 

ángulo de secado y para los CTC en el flujo bifásico, y comparándolos con datos experimentales.  

 

6.5 ESTUDIO PARAMÉTRICO CON DNUFC 

Se presenta un estudio paramétrico para ambos captadores con la finalidad de determinar los 

máximos gradientes de temperatura que se presentan en los tubos absorbedores a causa de la 

presencia del PF dryout; ya que gradientes térmicos muy elevados ponen en riesgo la seguridad del 

sistema. 

La primera parte de los estudios se centra en el captador 9, mientras que la segunda parte se enfoca 

en el captador 10.  

En los casos analizados en la Sección 6.2 no se considera un CTC para cada fase. Sin embargo, 

cuando se presentan los PF dryout, estratificado liso o estratificado ondulado es importante que 

sean considerados. Es por ello que para el análisis paramétrico, se toma en cuenta un CTC para 

cada fase. El análisis paramétrico se hace para la conductividad térmica, el ángulo del seguimiento 

solar29 y la DNI. Para el primero se consideran los materiales de la Tabla 6.3. Para el ángulo del 

seguidor solar se consideran 0, 30, 60 y 90° (ver Figura 2.5). Por otra parte, la DNI se varió de 708 

a 958 W/m2 cada 50 W/m2. 

  

                                                           
28 Sin embargo, el código funcionaría también para no equilibrio térmico si se incorporaran las ecuaciones de cerradura 

del CTC interfacial para todos los PF y sus transiciones. 
29 Para este caso se considera que el ángulo del seguidor solar es independiente del ángulo de incidencia.  
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Tabla 6.3. Materiales considerados para el estudio del efecto de la conductividad térmica. 

Material 𝒌𝒂 (𝐖/𝐦𝐊) 

Material A 18 

Material B 28 

Material C 38 

Acero ferrítico  Ec. (2.18) 

Acero inoxidable Ec. (2.19) 

 

6.5.1 Estudio paramétrico para el captador 9 

Una vez verificados los resultados del MTH comparando con RELAP5, se analizaron los resultados 

del modelo desarrollado considerando flujo de calor uniforme y no uniforme. De lo anterior se 

observó que estas dos distribuciones de flujo de calor no afectan al MTH, siempre y cuando el flujo 

de calor neto sea el mismo para ambos casos (ver Sección 2.2.3). Es por ello que las variables 

analizadas en esta sección son, mayormente, las relacionadas con el MTC. Se emplea un valor de 

la eficiencia térmica del 91.13 %, y la DNUFC descrita en la Sección 2.2.3. Estas consideraciones 

son hechas para realizar el estudio paramétrico para la conductividad térmica del absorbedor, el 

ángulo del seguimiento solar independiente del ángulo de incidencia y la DNI. 

6.5.1.1 Efecto de la conductividad térmica del absorbedor 

Para los casos previamente analizados se consideró que la conductividad térmica del absorbedor 

es independiente de su temperatura, pero en la realidad no es así. De hecho la conductividad térmica 

considerada previamente (38 W/m2K) no corresponde a la del sistema DISS30 en el rango de 

temperaturas que se obtuvieron en la Sección 6.2. Si la conductividad térmica es dependiente de la 

temperatura, el campo y los gradientes de temperatura serán afectados. A continuación se 

consideran diferentes materiales con conductividades térmicas diferentes (ver Tabla 6.3) para 

analizar de qué manera influyen estos sobre los gradientes térmicos del absorbedor. La eficiencia 

térmica se asume de 91.13 % en todos los casos, que es el valor de eficiencia térmica para el caso 

de flujo de calor uniforme.  

En la Figura 6.19 se muestran los perfiles azimutales de temperatura en la superficie externa del 

absorbedor, a la salida del captador 9, considerando los materiales de la Tabla 6.3. Como era de 

esperarse, cuando la conductividad térmica es menor (Material A) se obtienen temperaturas 

                                                           
30 En el trabajo de Serrano et al. [28] puede verse como han considerado una conductividad térmica del absorbedor de 

38 W/m2K. 
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mayores en la zona de concentración (𝜑 = 270°) y temperaturas menores en la zona de no 

concentración (𝜑 = 90°). Esto último se debe a que una conductividad térmica mayor propicia un 

mayor flujo de calor en las direcciones azimutal y radial de la pared del absorbedor, lo cual 

disminuye los gradientes de temperatura azimutales, por ende en la zona de no concentración se 

presenta una menor diferencia de temperatura con respecto al lado de concentración. Cabe destacar 

que a pesar de que las conductividades térmicas de los aceros ferrítico e inoxidable dependen de la 

temperatura, para los intervalos de temperatura obtenidos las conductividades térmicas se 

mantienen casi constantes (ver Figura 6.20). 

 

Figura 6.19. Perfiles de temperatura en la superficie externa del absorbedor a la salida del captador 9, considerando 

diferentes materiales (izquierda), y un acercamiento en la zona de no concentración (derecha). 
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Figura 6.20. Conductividades térmicas para ambos aceros en el intervalo de temperaturas del captador 9 (ver la 

Figura 2.6 para un intervalo más amplio de temperaturas). 

Respecto a la temperatura de la superficie interna del absorbedor, la conductividad térmica influye 

de igual manera. Solo que hay un incremento considerable de la temperatura en la zona de 

concentración (Figura 6.21, izquierda), ya que justo allí el perímetro de contacto de la pared con el 

líquido es menor con respecto al del vapor y la DFCNU es máxima. Sin embargo, en todo el 

perímetro, la temperatura de la superficie exterior es mayor que la superficie interior. 

 

Figura 6.21. Perfiles de temperatura en la superficie interna del absorbedor a la salida del captador 9, considerando 

diferentes materiales (izquierda), y un acercamiento en la zona de concentración (derecha). 
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En la Figura 6.22 se nota como efectivamente la conductividad térmica afecta considerablemente 

el valor del máximo gradiente de temperatura en la dirección azimutal. Para la pared interna, una 

conductividad térmica menor origina mayores gradientes de temperatura en todo el captador 9, 

siendo aún más grandes en la zona del flujo dryout donde el CTC tiene su caída abrupta (ver Figura 

6.17). Mientras que en la superficie interna con la presencia de los PF anular y comienzo del dryout, 

no parece haber afectaciones, sin embargo justo al final del flujo dryout los máximos gradientes de 

temperatura incrementan considerablemente para todos los materiales considerados. La Figura 6.23 

muestra las distribuciones del gradiente térmico para la superficie externa e interna del captador 9 

considerando acero ferrítico y acero inoxidable. Y como se aprecia en dicha imagen, el gradiente 

de temperatura casi se mantiene constante en los primero 20 m (que corresponden a los PF anular 

y comienzo del dryout), sin embargo, al final del PF dryout esos gradientes térmicos crecen 

considerablemente, siendo mayores para el acero inoxidable, el cual alcanza valores cercanos a los 

40 K en la superficie externa del absorbedor. Un comportamiento similar, aunque con magnitudes 

diferentes, sería obtenido con cualquiera de los otros materiales de la Tabla 6.3. 

 

Figura 6.22. Perfiles axiales de los máximos gradientes de temperatura en la dirección azimutal sobre las superficies 

externa (izquierda) e interna (derecha) del absorbedor del captador 9, considerando diferentes materiales. 
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Figura 6.23. Distribución de temperatura 3D en la pared externa (izquierda) y en la pared interna (derecha) del 

absorbedor del captador 9 usando acero ferrítico. 

6.5.1.2 Efecto del ángulo del seguidor solar (𝝍) 

Es esta sección se supone que solo el espejo reflector se mueve y que la radiación solar directa y el 

ángulo de incidencia permanecen iguales. Esto con la finalidad de evaluar de una manera 

independiente la influencia que tendría la variación del seguidor solar. De otra manera, las 

influencias del coseno y del modificador del ángulo de incidencia afectarían el valor de la radiación 
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solar y el efecto del ángulo del seguidor solar no sería imparcial. Así, cuatro diferentes ángulos del 

seguidor solar son considerados 𝜓 = 0°, 30°, 60° 𝑦 90°, los cuales pueden verse en la Figura 2.5. 

Por otra parte, el material del absorbedor es acero ferrítico (conductividad térmica dada por la Ec. 

(2.18)). 

Con base a la discusión del comportamiento del CTC en la Sección 6.3. Se nota que una DNUFC 

tiene una influencia muy fuerte en la distribución de la temperatura en el tubo y en consecuencia 

en el máximo gradiente de temperatura. A su vez, tomando como referencia la Figura 6.23, en la 

cual se considera acero ferrítico y 𝜓 = 0°, es de esperase que 𝜓 no afecte a la distribución de 

temperatura en la zona del flujo anular debido al CTC uniforme. Pero en la zona del flujo 

estratificado ondulado y del dryout, habrá una afectación de la distribución de temperatura. En la 

Figura 6.24 se presenta el perfil azimutal de la temperatura a la salida del captador 9, en el cual se 

tiene flujo dryout. En dicha figura puede verse el efecto que 𝜓 tiene sobre los valores de la 

temperatura y su distribución. Para 𝜓 = 0° y 𝜓 = 30 se llegan a tener la máxima temperatura en 

la zona de concentración en la superficie externa del absorbedor, aunque 𝜓 = 0° afecta más a los 

gradientes térmicos. Mientras que en la superficie interna, se presenta aún una mayor afectación 

(aunque de magnitud menor que en la superficie externa) en las temperaturas de la parte inferior 

del absorbedor debido al CTC y la DNUFC para todos los valores de 𝜓, alcanzando el valor 

máximo con 𝜓 = 0°. 

 

Figura 6.24. Perfiles azimutales de la temperatura sobre las superficies externa (izquierda) e interna (derecha) del 

absorbedor a la salida captador 9, considerando diferentes ángulos del seguidor solar. 
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Por otra parte, en la Figura 6.25 se muestra la influencia que tiene 𝜓 en el valor máximo del 

gradiente de temperatura en las superficies externa (izquierda) e interna (derecha). Como era de 

esperarse, 𝜓 no muestra tener ninguna influencia sobre el gradiente máximo de temperatura en la 

zona con flujo anular (primeros 10 m aproximadamente) debido al CTC uniforme. Pero justo 

cuando comienza el PF dryout, hay un incremento de los gradientes de temperatura, siendo mayor 

para 𝜓 = 90°, en ambas superficies. Esto es debido a que el mínimo CTC (correspondiente al 

vapor) se encuentra en la parte superior del tubo, así que conforme 𝜓 incrementa, la concentración 

de calor cerca de esa zona es cada vez mayor. 

 

Figura 6.25. Perfiles axiales de los máximos gradientes de temperatura en la dirección azimutal sobre las superficies 

externa (izquierda) e interna (derecha) del absorbedor del captador 9, considerando diferentes ángulos del 

seguimiento solar. 

6.5.1.3 Efecto del DNI  

Cinco valores diferentes del DNI son considerados: 708, 758, 808, 858, 908 y 958 W/m2. Para 

este análisis se podría considerar que las pérdidas de calor dependen de la temperatura del tubo, lo 

cual haría que la eficiencia del captador sea menor a mayor DNI, sin embargo, en este caso se 

seguirá usando la eficiencia térmica constante. A su vez, se consideran los demás datos de las 

Tablas 5.1–5.2 y que el material del tubo es acero ferrítico (conductividad térmica dada por la Ec. 

(2.18)). 

En la Figura 6.26 (izquierda) se aprecia el perfil de la presión para diferentes DNI, pero debido a 
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los valores de presión que se manejan, no se percibe cambio alguno. Es por eso, que en la Figura 

6.26 (derecha) se presenta la caída de presión para cada DNI, en donde se nota que la caída de 

presión es mayor conforme la DNI se incrementa, lo cual era de esperarse ya que se produce más 

vapor. Cabe recordar que la presión a la salida se considera fija mientras que la presión a la entrada 

se calcula. 

 

Figura 6.26. Efecto del DNI sobre el perfil axial de la presión (izquierda) y las caídas de presión totales (derecha) en 

el captador 9. 

Por otra parte, la velocidad del vapor se incrementa conforme el DNI incrementa, mientras que lo 

contrario ocurre con la velocidad del líquido, como se muestra en la Figura 6.27, ya que una DNI 

mayor se genera una mayor generación de vapor. Lo anterior se ve en la Figura 6.28 (izquierda), 

observando además que la DNI impacta directamente en la generación de vapor, y por tanto en la 

calidad a la salida como se nota en la Figura 6.28 (derecha). 
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Figura 6.27. Perfiles axiales de las velocidades del vapor (izquierda) y líquido (derecha) en el captador 9 para 

diferentes DNI. 

 

Figura 6.28. Perfiles axiales de la generación de masa (izquierda) y la calidad a la salida (derecha) del captador 9 

para diferentes DNI. 

Otra variable muy importante que es afectada con la DNI es el CTC, ya que los parámetros 

termohidráulicos son afectados y el CTC depende de ellos. En la Figura 6.29 (izquierda) se observa 

cómo la DNI afecta en las longitudes donde cada PF se presenta (anular y dryout) afectando por lo 

tanto el comportamiento del CTC (comienza a disminuir antes aunque con una pendiente similar 

aunque desfasados entre sí). En la Figura 6.29 (derecha) se aprecia el ángulo del secado de la 
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mezcla (nuevamente se distinguen los dos PF), apreciándose que a mayor DNI el incremento del 

ángulo de secado es mayor, ya que se incrementa la generación de vapor (ver Figura 6.28) y el 

comienzo del PF dryout se da a una menor longitud respecto a la entrada. De todos los valores de 

DNI analizados, para 708 y 758 W/m2no se cumplen las condiciones para las caídas críticas del 

CTC en el PF dryout en el captador 9. Aunque es de esperarse que en el captador 10, sí haya una 

caída abrupta del CTC. 

 

Figura 6.29. Perfiles axiales del CTC bifásico (izquierda) y del ángulo del dryout (derecha) del captador 9 para 

diferentes DNI. 

En el modelo de la transferencia de calor pared-fluido utilizado y en el acoplamiento MTH/MTC, 

el espesor de la película no tiene impacto alguno sobre el CTC de cada fase, pero el ángulo de 

secado de la película sí, ya que a partir de él se determinan los VC de la pared en contacto con cada 

fase y así determinar el CTC local. Por otra parte, el punto donde se determina el inicio del flujo 

dryout está dado por el enfoque de Elsafi [85] combinado con el criterio de 𝛼𝑔 ≥ 0.99, mientras 

las ecuaciones para el CTC se basan en el modo de transferencia de calor pared–fluido de la Tabla 

3.5 y los ángulos de secado y mojado se determinan mediante las ecuaciones presentadas en la 

Sección 3.2.3. 

El gradiente térmico azimutal máximo que se presenta a lo largo del captador 9 se muestra en la 

Figura 6.30. Relacionando esta figura con la Figura 6.29 (izquierda) se puede apreciar que cuando 

la DNI se incrementa, se tiene un menor CTC en el PF dryout, lo que causa que los gradientes de 
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temperatura máximos se incrementen. Generalmente los sistemas de GDV (por ejemplo el sistema 

DISS) regulan el flujo másico de entrada respecto a la DNI con la finalidad de incrementar el CTC 

y evitar el sobrecalentamiento de los tubos absorbedores. En la Figura 6.30 se presentan los 

gradientes de temperatura azimutales máximos respecto a la DNI, considerando que el flujo másico 

es 0.62 kg/s. Se aprecia que a mayor DNI el PF dryout inicia antes, lo que hace que los gradientes 

máximos que se producen estén presentes en una mayor parte de la tubería. Como una DNI mayor 

produce un CTC menor (Figura 6.29, izquierda) se obtienen gradientes de temperatura máximos 

mayores. Para los casos particulares de una DNI de 708 y 758 W/m2, la ausencia del PF dryout se 

manifiesta en un bajo gradiente de temperatura máximo en la dirección azimutal a lo largo de toda 

la tubería. 

 

Figura 6.30. Perfiles axiales de los gradientes azimutales máximos de temperatura en la superficie exterior del 

absorbedor del captador 9 para diferentes DNI. 

Como se puede observar, la conductividad térmica, el ángulo del seguidor solar y la DNI afectan a 

los gradientes máximos en la dirección azimutal. La conductividad térmica los afecta en cuanto a 

que a mayor conductividad térmica se tienen gradientes de temperatura menores. Mientras que el 

ángulo del seguidor solar impacta sobre los gradientes de temperatura siempre y cuando se coincida 

en que en la zona de mayor concentración se tenga un CTC menor en la fase al interior de la tubería. 

Por otra parte, el único parámetro, del estudio paramétrico, que además de afectar a los gradientes 

térmicos del absorbedor también afecta la presencia del PF dryout es la DNI. Este último parámetro 

cuando es mayor ocasiona que la presencia del PF dryout se adelante y que también disminuya su 
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CTC, generándose gradientes térmicos mayores. Además se afectan todos los demás parámetros 

termohidráulicos (presión, velocidades de las fases, generación de vapor, entre otros). 

El hecho de considerar un CTC para cada fase repercute en que las temperaturas de los VC de la 

superficie interna del absorbedor, en contacto con la fase de menor CTC, se incrementen 

considerablemente. Estas temperaturas podrían ser aún mayores si además en esos VC se tuvieran 

las mayores concentraciones de energía solar. 

 

6.5.2 Estudio paramétrico para el captador 10 

Se analiza el efecto de los mismos parámetros considerados para el captador 9 (Sección 6.5.1), con 

las condiciones establecidas en la Tabla 6.1 y las condiciones base de la Tabla 5.1. Recordando 

que la eficiencia térmica se considera constante e igual a 91.13 %. 

6.5.2.1 Efecto de la conductividad térmica del absorbedor 

En la Figura 6.31 se muestran los perfiles azimutales de temperatura en la superficie externa a la 

salida del absorbedor 10, considerando los materiales de la Tabla 6.3. Ordenando los materiales de 

acuerdo a su conductividad térmica (de mayor a menor), resulta en el siguiente orden: acero 

ferrítico, material C, material B, acero inoxidable y material A. Se observa que a mayor 

conductividad térmica, las temperaturas alcanzadas en el absorbedor son menores en la zona de 

concentración; mientras que en la zona de no concentración ocurre lo contrario. Como se explicó 

en la Sección 6.5.1.1, una mayor conductividad térmica propicia el flujo de calor en ambas 

direcciones (azimutal y radial), lo que hace que los gradientes de temperaturas azimutales sean 

menores. Mismo comportamiento cualitativo que en el captador 9, pero obteniéndose mayores 

temperaturas por ser la región de vapor sobrecalentado para el cual el CTC es muy bajo y la 

temperatura del fluido es muy elevada. 
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Figura 6.31. Perfiles azimutales de temperatura en la superficie externa del absorbedor del captador 10 a la salida, 

considerando diferentes materiales (izquierda), y una acercamiento en la zona de no concentración (derecha). 

Para los intervalos de temperatura manejados en el captador 10, las conductividades térmicas de 

ambos aceros se mantienen casi constantes como se puede ver en la Figura 6.32.  

 

Figura 6.32. Conductividades térmicas para ambos aceros en el intervalo de temperaturas del captador 10 (ver la 

Figura 2.6 para un intervalo más amplio de temperaturas). 

Respecto a la temperatura de la superficie interna del absorbedor, la conductividad térmica del 

material influye de igual manera que para la temperatura externa como puede apreciarse en la 
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Figura 6.33. El hecho de que se tenga vapor sobrecalentado a la salida evita que el perfil azimutal 

de temperatura tenga esas subidas tan pronunciadas que no coincide con el perfil LCR, a diferencia 

de lo que sucede en la sección a la salida del captador 9 (Figura 6.21), a pesar de que el vapor 

sobrecalentado tenga un CTC menor que el que se tiene en el PF dryout (Figura 6.11, derecha). 

 

Figura 6.33. Perfiles azimutales de temperatura en la superficie interna del absorbedor en la sección de salida del 

captador 10, considerando diferentes materiales (izquierda), y un acercamiento en la zona de mayor concentración 

(derecha). 

La influencia de la conductividad térmica del material sobre el perfil axial del máximo gradiente 

azimutal de temperatura se muestra en la Figura 6.34. Se observa claramente la presencia del PF 

dryout (en los primeros 4 m, aproximadamente) y del vapor sobrecalentado (en el resto de la 

tubería). Los máximos gradientes de temperatura en el PF dryout son mayores a los presentados en 

el vapor sobrecalentado (en ambas superficies del absorbedor). Estos gradientes son producidos 

por las caídas en los valores de los CTC de ambas fases en esta región (ver Figura 6.18). Lo anterior 

se debe a los diferentes CTC para cada fase del PF dryout, mientras que en el vapor sobrecalentado 

se tiene un solo CTC, lo cual uniformiza el flujo de calor pared-vapor. En la Figura 6.34 también 

se puede observar que una mayor conductividad térmica origina que los máximos gradientes de 

temperatura en la dirección azimutal sean menores. 
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Figura 6.34. Perfiles axiales de los máximos gradientes de temperatura en la dirección azimutal sobre las superficies 

externa (izquierda) e interna (derecha) del absorbedor del captador 10, considerando diferentes materiales. 

En función de los rangos de temperatura y los gradientes térmicos alcanzados en este estudio, se 

concluye que el acero ferrítico es el más recomendable entre los cinco materiales analizados y es 

por eso que solo para este caso se presenta el campo de los gradientes térmicos (Figura 6.35, arriba). 

En contraste con el acero inoxidable que presenta una menor conductividad térmica (menos de la 

mitad del acero ferrítico), lo cual origina gradientes de temperatura de casi 40 K (en la región 

dryout) y de 30 K en el vapor sobrecalentado (Figura 6.35, abajo) 
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Figura 6.35. Distribución del gradiente de temperatura en las superficies externa (izquierda) e interna (derecha) del 

absorbedor del captador 10: para los aceros ferrítico (arriba) e inoxidable (abajo). 

6.5.2.2 Efecto del ángulo del seguidor solar (𝝍) 

La influencia de 𝜓 = 0°, 30°, 60° 𝑦 90° (Figura 2.5) es evaluada en esta sección, y de igual manera 

aquí se hacen las consideraciones que se hicieron para el captador 9. 

Como se ha comentado anteriormente, en este captador 10 se presenta el PF dryout (alrededor de 

los primeros 4 m) y el vapor sobrecalentado (resto de la tubería). Solo hay afectación del perfil de 
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temperatura en el dryout cuando cambia 𝜓. En la Figura 6.36 se muestran los perfiles de 

temperatura en la sección de salida del captador 10, en donde se aprecia que 𝜓 solo desfasa la 

distribución azimutal de la temperatura pero no altera sus valores. Diferente al efecto que causa en 

el captador 9 en el flujo dryout (Figura 6.24). 

 

Figura 6.36. Perfiles azimutales de la temperatura sobre las superficies externa (izquierda) e interna (derecha) del 

absorbedor a la salida del captador 10, considerando diferentes ángulos del seguidor solar. 

En el inicio de la tubería del captador 10, la presencia del PF dryout tiene un CTC global 

decreciente, lo cual genera que surjan unos los máximos gradientes de temperatura en este PF de 

flujo y luego se mantienen constantes en la región del vapor sobrecalentado (Figura 6.37). De esa 

manera, en la zona del vapor sobrecalentado, no hay afectación por el valor de 𝜓 sobre los máximos 

gradientes de temperatura, ya que la distribución del CTC es uniforme. Debido a que la temperatura 

del fluido incrementa considerablemente (axialmente), la temperatura del tubo también lo hace y 

en consecuencia los máximos gradientes de temperatura en la sección transversal se mantienen 

constantes de volumen de control a volumen de control axial. Sin embargo, sí hay afectación de 𝜓 

sobre los máximos gradientes de temperatura en la zona del PF dryout. De hecho, en la región del 

PF dryout se tiene un gradiente de temperatura de 10 K mayor que en la región del vapor 

sobrecalentado. Lo anterior evidencia la importancia de estudiar un poco más a detalle esta zona 

implementando nuevos correlaciones para la transferencia de calor entre la pared y cada una de las 

fases con el fin de obtener resultados más precisos. 
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Figura 6.37. Perfiles axiales de los máximos gradientes de temperatura en la dirección azimutal sobre las paredes 

externa (izquierda) e interna (derecha) del absorbedor del captador 10, considerando diferentes ángulos del 

seguimiento solar. 

6.5.2.3 Efecto del DNI  

A continuación, se presenta un estudio paramétrico del DNI en el captador 10. Para ello, 6 valores 

diferentes del DNI son considerados 708, 758, 808, 858, 908 y 958 W/m2. Además, se toma en 

cuenta que el material del tubo es acero ferrítico (conductividad térmica dada por la Ec. (2.18)). Y 

los demás datos de la Tabla 6.1. 

En la Figura 6.26 (izquierda) se aprecia el perfil de la presión para diferentes DNI, pero debido a 

las presiones que se manejan, no se percibe cambio alguno. Es por eso que en la Figura 6.26 

(derecha) se presenta la caída de presión para cada DNI. Se nota que la caída de presión es mayor 

conforme la DNI incrementa, lo cual es de esperarse ya que se produce más vapor. Cabe destacar 

que la presión a la salida se considera fija (CF) y se calcula la presión a la entrada. 



CAPÍTULO 6. ESTUDIOS DEL FLUJO BIFÁSICO DRYOUT 

 

156 
 

 

Figura 6.38. Efecto del DNI sobre el perfil axial de la presión (izquierda) y las caídas de presión total (derecha) en el 

captador 10. 

Por otra parte, la velocidad del vapor incrementa conforme la DNI incrementa, mientras que lo 

contrario ocurre con la velocidad del líquido31 como se muestra en la Figura 6.39, ya que una DNI 

mayor causa que exista una mayor evaporación y por esa razón la velocidad del vapor incrementa. 

Lo anterior se ve en la Figura 6.40, donde la DNI impacta directamente en la generación de vapor, 

el cual cae súbitamente cuando ya se ha evaporado todo el líquido y por ende se tiene solo vapor 

sobrecalentado. También se puede ver que a mayor DNI se produce una mayor generación de vapor 

y adelanta el fin del PF dryout o inicio del vapor sobrecalentado. 

                                                           
31 Cabe destacar que en el vapor sobrecalentado no hay fase líquida, sin embargo debido al modelo numérico empleado 

se predice valores de la fase líquida solamente para poder aplicar el simulador no solo en la región bifásica sino también 

en la región del vapor sobrecalentado y en la transición. 
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Figura 6.39. Perfiles axiales de las velocidades del vapor (izquierda) y líquido (derecha) en el captador 10 para 

diferentes DNI. 

 

Figura 6.40. Perfiles axiales de la generación de vapor del captador 10 para diferentes DNI. 

Al igual que en el captador 9, la DNI afecta al CTC. En la Figura 6.41 (izquierda) se observa que 

conforme el DNI incrementa el CTC disminuye, lo cual es desfavorable ya que la temperatura de 

la tubería incrementa y por ende los gradientes térmicos azimutales máximos (ver Figura 6.42). En 

la Figura 6.41 (derecha) se aprecia el ángulo del secado del líquido en función del DNI, donde al 

incrementar la DNI, el secado de la película del líquido tiene una mayor pendiente y esto ocasiona 

que la transición al vapor sobrecalentado se alcance a una longitud menor, como se esperaba. 
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Figura 6.41. Perfiles axiales del CTC bifásico (izquierda) y el ángulo del dryout (derecha) del captador 10 para 

diferentes DNI. 

 

Figura 6.42. Perfiles axiales de los gradientes azimutales máximos de temperatura en el captador 9 para diferentes 

DNI. 

 

6.5.3 Conclusiones del estudio paramétrico 

Al igual que en el captador 9, en el captador 10, a mayor conductividad térmica se tienen gradientes 

de temperatura menores. Si el ángulo del seguidor solar hace coincidir la zona de mayor 

concentración (efecto del ángulo de inclinación del reflector, 𝜓) con la zona que tenga menor CTC 
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de la fase al interior de la tubería los gradientes de temperatura serán aún más grandes de lo que 

serían si tuviéramos un CTC uniforme en la dirección azimutal. Por otra parte, el único parámetro 

(de los analizados en este estudio paramétrico) que además de afectar a los gradientes térmicos del 

absorbedor también afecta la presencia del PF dryout es la DNI. Cuando la DNI es mayor ocasiona 

que la presencia del PF dryout se adelante y a su vez disminuye el CTC, produciendo gradientes 

térmicos mayores, además que afecta a todos los demás parámetros termohidráulicos (presión, 

velocidades de las fases, generación de vapor, etc.) 

El hecho de considerar un CTC para cada fase repercute sobre VC de la superficie interna del 

absorbedor en contacto con la fase de menor CTC, ya que estos VC incrementan ligeramente su 

temperatura. En la región del tubo absorbedor con PF dryout se tienen mayores gradientes de 

temperatura, independientemente de la DNI. 

Finalmente, un tubo de acero ferrítico bajo las condiciones analizadas en esta tesis no se presentan 

gradientes térmicos excesivos. Sin embargo, lo anterior puede cambiar cuando se tiene un material 

con una conductividad térmica menor o un flujo másico pequeño o una DNI muy grande, entre 

otras cosas que deben ser analizadas, ya que para estos casos la presencia del PF dryout sería crítica 

e indeseable pero inevitable en el modo de operación de un solo paso. 

  



 

161 
 

 

CAPÍTULO 7 

 

 

7 CONCLUSIONES 
 

 

Se describen las principales conclusiones y contribuciones del trabajo realizado en esta tesis 

doctoral. Asimismo se resaltan las ventajas obtenidas con el simulador desarrollado respecto al 

simulador comercial RELAP5. Finalmente, se presentan una serie de recomendaciones para 

trabajos futuros con la finalidad de mejorar el simulador desarrollado, incrementado sus 

capacidades y extendiendo sus aplicaciones.  
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7.1 CONTRIBUCIONES DEL PRESENTE TRABAJO  

Se desarrolló e implementó un simulador numérico transitorio en diferencias finitas para el estudio 

termohidráulico de la GDV en CCP aplicando el modelo a dos fluidos y acoplándolo al modelo de 

conducción de calor del tubo absorbedor bajo condiciones de concentración solar (DNUFC). El 

simulador fue desarrollado específicamente para el estudio del PF dryout, involucrando 

necesariamente los PF pre y post dryout. El simulador desarrollado tiene la capacidad de involucrar 

las propiedades termofísicas del material como dependientes de la temperatura y además 

determinar las pérdidas de calor globales. Ambos, el modelo térmico y el termohidráulico fueron 

verificados y validados satisfactoriamente, de forma independiente, mientras que el modelo 

acoplado ha sido verificado con resultados del simulador RELAP5 para condiciones de DUFC. El 

simulador desarrollado es estable y se obtuvieron soluciones convergentes para todos los casos 

analizados en esta tesis. Adicionalmente, se desarrolló una solución analítica de la ecuación de 

conducción de calor en estado transitorio en 2D, la cual se comparó con datos experimentales de 

la literatura y fue publicada en revista indizada en el JCR [92]. Dicha solución se usó para validar 

el modelo numérico térmico transitorio implementado. 

El criterio empleado para establecer la aparición del dryout es una combinación de los criterios 

usados por Ransom [17] (base del simulador comercial RELAP5) y Wu [130] en función de los 

modos de transferencia de calor y el flujo de calor crítico; y por Elsafi [85] en función de una 

calidad de inicio del PF dryout. Por otra parte, el CTC para cada fase y el flujo de calor desde la 

pared hacia cada una de las fases se obtuvieron mediante el modelo de partición de RELAP5. Para 

la determinación de la fase en contacto con la pared se elaboró un algoritmo a partir de la geometría 

de los PF que se presentaron. 

El modelo de transferencia de calor desarrollado involucra la DNUFC sobre la superficie exterior 

del tubo absorbedor, representativa de una concentración solar, y a su vez determina las pérdidas 

de calor hacia el ambiente mediante la ecuación global de pérdidas de calor. Se consideró la 

transferencia de calor conjugada (conducción-convección) y el acoplamiento con el perfiles axial 

y azimutal del CTC y fluido de trabajo, para determinar los máximos gradientes de temperatura 

azimutales en la pared del tubo (∆𝑇𝑤). Esto es muy relevante, ya que a partir de este gradiente 

azimutal puede establecerse si se rebasan las condiciones críticas para las cuales se podrían generar 

deformaciones del tubo (pandeo o deflexión), ocasionando la rotura de la cubierta de vidrio y/o que 
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el tubo se desvíe del eje focal reduciendo la eficiencia del sistema. Para las condiciones estudiadas 

de concentración solar (DNUFC) y con la presencia del PF dryout, se presentaron los mayores ∆𝑇𝑤 

aun cuando no rebasaron los 70 K, el cual es el valor crítico reportado en la literatura [8]. Respecto 

a los estudios paramétricos, se concluye que una menor conductividad térmica produce mayores 

gradientes térmicos azimutales y que el considerar la conductividad térmica dependiente de la 

temperatura tuvo poco impacto en el intervalo de temperatura analizado. El ángulo del seguidor 

solar tiene un efecto importante sobre el máximo gradiente de temperatura azimutal en la presencia 

del PF dryout, mientras que en los PF anular y vapor sobrecalentado no hay afectaciones. También 

se concluye que conforme se incrementa el DNI, las caídas de presión son más elevadas y el inicio 

del PF dryout ocurre a longitudes cada vez menores aguas abajo de la entrada del captador 9.  

Finalmente, se determinó la evolución del espesor de la película líquida y el ángulo de mojado del 

PF dryout en diferentes secciones transversales a lo largo de la tubería, así como su impacto sobre 

los gradientes térmicos azimutales, a causa de la presencia de un CTC para cada fase. 

 

7.2 VENTAJAS DEL CÓDIGO DESARROLLADO RESPECTO A RELAP5 

El modelo térmico del simulador nuclear RELAP5 es bastante completo, no obstante, no fue 

desarrollado para tomar en cuenta las características de la concentración solar que se presentan  en 

sistemas solares como es la DNUFC. La modelación de la conducción de calor en RELAP5 es en 

dirección radial mientras que en este trabajo es en 2D y el cálculo de las pérdidas de calor se realiza 

en el mismo proceso iterativo; en RELAP5 se tiene que establecer una eficiencia de forma explícita. 

El simulador desarrollado en la presente tesis es capaz además de calcular el área de contacto de 

cada fase con la pared del tubo para determinar el CTC de cada fase, lo cual RELAP5 no hace. 

Otra diferencia muy relevante es que RELAP5 no identifica el PF dryout como tal sino que lo 

enmascara como un PF estratificado horizontal. 
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7.3 RECOMENDACIONES PARA TRABAJOS FUTUROS 

Para continuar con la línea de investigación relacionada con la simulación de los desarrollos de 

simuladores de GDV, se recomienda lo siguiente: 

 Aplicar el modelo térmico de conducción de calor en forma tridimensional. 

 Considerar la dependencia temporal de la DNUFC. 

 Incorporar la condición de no equilibrio térmico para realizar estudios similares a los 

presentados en esta tesis. 

 Incorporar la cubierta de vidrio del tubo receptor, involucrando los modelos térmicos y 

ópticos pertinentes. 

 Adecuar el simulador desarrollado para analizar diferentes fluidos de trabajo (tablas de 

propiedades así como las ecuaciones constitutivas correspondientes). 

 Analizar las deformaciones en el tubo absorbedor incorporando el modelo termoelástico 

pertinente. 

 Realizar estudios experimentales para determinar correlaciones para los CTC en los CCP 

para todos los PF, incluyendo el dryout, y considerando una DNUFC. 
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9.1 APÉNDICE A: SOLUCIÓN ANALÍTICA DETALLADA DEL MODELO 

DE CONDUCCIÓN DE CALOR EN EL TUBO ABSORBEDOR  

𝜕2𝑇

𝜕𝑟2
+

1

𝑟

𝜕𝑇

𝜕𝑟
+

1

𝑟2

𝜕2𝑇

𝜕𝜑2
= 0     𝑝𝑎𝑟𝑎 𝑟𝑎,𝑖 < 𝑟 < 𝑟𝑎,𝑒;      0 ≤ 𝜑 ≤ 2𝜋 (9.1)32 

Que es la Ecuación Homogénea de conducción de calor en coordenadas cilíndricas. Siguiendo con 

la metodología encontrada en Özişik [77] y Hahn y Özişik [78], la Ec. (9.1) es una EDP que 

depende de las coordenadas 𝑟 y 𝜑, y es posible separarla en dos ecuaciones diferenciales ordinarias 

(EDO) en la que cada una depende de sólo una coordenada mediante el método de separación de 

variables. La Ec. (9.2) muestra la sustitución para efectuar la separación de variables. 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝑅(𝑟)Φ(𝜑) (9.2) 

Sustituyendo la Ec. (9.2) en la Ec. (9.1) y después dividiendo entre la Ec. (9.2) tenemos: 

1

𝑅(𝑟)

𝜕2𝑅(𝑟)

𝜕𝑟2
+

1

𝑟

1

𝑅(𝑟)

𝜕𝑅(𝑟)

𝜕𝑟
+

1

𝑟2

1

Φ(𝜑)

𝜕2Φ(𝜑)

𝜕𝜑2
= 0 (9.3) 

Si se hace que el tercer término de la Ec. (9.3) sea igual a una constante arbitraria –
𝜈2

𝑟2 se pueden 

obtener las dos EDO siguientes: 

𝑑2Φ(𝜈, 𝜑)

𝑑𝜑2
+ 𝜈2Φ(𝜈, 𝜑) = 0 (9.4) 

𝑑2𝑅𝜈(𝑟)

𝑑𝑟2
+

1

𝑟

𝑑𝑅𝜈(𝑟)

𝑑𝑟
–
𝜈2

𝑟2
𝑅𝜈(𝑟) = 0 (9.5) 

Donde la solución de la Ec. (9.4) tiene la siguiente forma: 

                                                           
32 Debido a que este procedimiento fue obtenido antes de definir la nomenclatura final, aquí se maneja 𝑎 y 𝑏 como los 

radios internos y externos del tubo absorbedor en lugar de 𝑟𝑎,𝑖 y 𝑟𝑎,𝑒, respectivamente. Lo mismo pasa con 𝜈 para el 

caso estacionario, debe ser 𝑛. 
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Φ(𝜈, 𝜑) = 𝐶1𝑠𝑒𝑛(𝜈𝜑) + 𝐶2 cos(𝜈𝜑)      𝑝𝑎𝑟𝑎 𝜈 = 0, 1, 2, 3, … (9.6) 

Mientras que la solución para la Ec. (9.5) tiene dos formas posibles, dependiendo del valor de 𝜈: 

𝑅𝜈(𝑟) = {

𝐶3 + 𝐶4 ln 𝑟      𝑝𝑎𝑟𝑎 𝜈 = 0
 
 

𝐶5𝑟
𝑣 + 𝐶6𝑟

−𝜈     𝑝𝑎𝑟𝑎 𝜈 ≥ 1

 

(9.7) 

(9.8) 

Donde los valores de 𝜈 son enteros. Prácticamente lo que la Ec. (9.7) muestra es la parte de 𝑅𝜈(𝑟) 

que es independiente de 𝜈, mientras que la Ec. (9.8) muestra la parte de 𝑅𝜈(𝑟) que depende de 𝜈. 

Ahora bien, la solución para 𝑇(𝑟, 𝜑) dada por la Ec. (9.2) es construida a partir de las Ecs. (9.6)-

(9.8). Por otra parte, se debe tener en cuenta que la función es ortogonal en dirección 𝜑, además 

que es periódica con periodo 2𝜋. 

𝑇(𝑟, 𝜑) = ∑ 𝑅𝜈(𝑟)Φ(𝜈, 𝜑)

∞

𝜈=0

 (9.9) 

Donde las constantes de las Ecs. (9.6)-(9.8) se determinan a partir de las condiciones de frontera 

(CF) dadas en el problema. En general este problema puede contener 9 combinaciones distintas de 

CF-NH (aunque particularmente se pueden tener 36 – combinando NH-NH, NH-H, H-NH y H-

H)33. 

Para este estudio en particular se considera que la frontera interna de la tubería tiene convección 

hacia un fluido con coeficiente de transferencia de calor ℎ𝑓 constante y temperatura del fluido 

𝑇𝑓(𝜑) variable en la dirección azimutal – ver Ec. (2.2); mientras que en la frontera externa se tiene 

un flujo de calor total 𝑄𝑇(𝜑), que resulta de la radiación solar menos las pérdidas hacia el ambiente 

por convección y radiación, y que depende de la dirección azimutal, debido a la distribución no 

uniforme de la radiación solar concentrada sobre el tubo absorbedor. 

                                                           
33 H representa a una CF homogénea, mientras que NH representa a una CF no homogénea.  
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Considerando el caso particular que se muestra en la Figura 9.1 donde se tienen dos CF-NH en 

dirección 𝑟. Este problema puede ser resuelto usando el principio de superposición. Como se 

muestra en la Figura 9.2. Y las soluciones para cada caso se detallarán a continuación. 

 

Figura 9.1. CF-NH en 𝑟 = 𝑎 y CF-NH en 𝑟 = 𝑏. 

 

Figura 9.2. Separación de las dos CF-NH aplicando el principio de superposición. 
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Parte 1. CF-H en 𝒓 = 𝒂 y CF-NH en 𝒓 = 𝒃 

Tomando el caso de la Figura 9.2 (inferior izquierda), en donde se considera que en 𝑟 = 𝑎 se tiene 

una CF-H de tercera clase, mientras que en 𝑟 = 𝑏 se tiene una CF-NH de segunda clase, como se 

muestran en las Ecs. (2.2) y (2.3) , respectivamente: 

−𝑘
𝜕𝑇

𝜕𝑟
+ ℎ𝑓𝑇 = 0     𝑒𝑛 𝑟 = 𝑎 (9.10) 

𝑘
𝜕𝑇

𝜕𝑟
= 𝑄𝑇(𝜑)     𝑒𝑛 𝑟 = 𝑏 (9.11) 

Con base en estas CF se obtendrán las constantes de las Ecs. (9.6)–(9.8). 

Para el caso particular de 𝜈 = 0, la Ec. (9.6) se simplifica a la Ec. (9.12) para Φ(𝜈, 𝜑), y para 𝑅𝜈(𝑟) 

se toma la Ec. (9.7). 

Φ(𝜈, 𝜑) = 𝐶2 (9.12) 

Considerando lo anterior la Ec. (9.9) queda: 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝐶2,3 + 𝐶2,4 ln 𝑟 (9.13) 

donde 𝐶2,3 = 𝐶2𝐶3 y 𝐶2,4 = 𝐶2𝐶4. 

Sustituyendo la Ec. (9.13) en la Ec. (9.10) tenemos: 

−𝐶2,4

𝑘

𝑎
+ 𝐶2,3ℎ𝑓 + 𝐶2,4ℎ𝑓 ln 𝑎 = 0 

Despejando 
𝐶2,4

𝐶2,3
 tenemos: 

𝐶2,4

𝐶2,3

=
𝑎ℎ𝑓

𝑘 − 𝑎ℎ𝑓 ln 𝑎
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Sustituyendo en la Ec. (9.13) nos da: 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝐶2,3 (1 +
𝑎ℎ𝑓

𝑘 − 𝑎ℎ𝑓 ln 𝑎
ln 𝑟) (9.14) 

Ahora se sustituye la Ec. (9.14) en la Ec. (9.11) 

𝑘 [𝐶2,3

𝑎ℎ𝑓

𝑘 − 𝑎ℎ𝑓 ln 𝑎
(
1

𝑏
)] = 𝑄𝑇(𝜑) 

Multiplicando ahora por ∫ 𝑑𝜑′
2𝜋

𝜑′=0
 

∫ 𝑘 [𝐶2,3

𝑎ℎ𝑓

𝑘 − 𝑎ℎ𝑓 ln 𝑎
(
1

𝑏
)] 𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

= ∫ 𝑄𝑇(𝜑′)𝑑𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

 

Ahora se puede despejar 𝐶2,3, lo que resulta: 

𝐶2,3 =
𝑏(𝑘 − 𝑎ℎ𝑓 ln 𝑎)

2𝜋𝑎ℎ𝑓𝑘
∫ 𝑄𝑇(𝜑′)𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

  (9.15) 

Sustituyendo la Ec. (9.15) en la Ec. (9.14) se obtiene la ecuación para la temperatura. 

𝑇(𝑟, 𝜑) =
𝑏

2𝜋𝑎ℎ𝑓𝑘
(𝑘 + 𝑎ℎ𝑓 ln

𝑟

𝑎
)∫ 𝑄𝑇(𝜑′)𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

     𝑝𝑎𝑟𝑎 𝜈 = 0 (9.16) 

Para este caso particular, se nota que si 𝑄𝑇 fuera constante, es decir no dependiera de 𝜑, la 

temperatura sería independiente de la dirección azimutal, lo que nos daría isotermas concéntricas. 

Para el caso en el que 𝜈 ≥ 1 se seguirá un procedimiento un poco distinto debido a la ortogonalidad 

y periodicidad 2𝜋 en la dirección azimutal. Para este caso se tomarán las Ecs. (9.6) y (9.8), y 

además se sustituye la Ec. (9.2) en la Ec. (9.10) para poder relacionar las constantes 𝐶5 y 𝐶6 de la 

Ec. (9.8), ya que solo tenemos CF en dirección 𝑟. 
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−𝑘
𝑑𝑅

𝑑𝑟
+ ℎ𝑓𝑅 = 0     𝑒𝑛 𝑟 = 𝑎 (9.17) 

Mientras que la CF en 𝑟 = 𝑏 queda igualmente definida por la Ec. (9.11). Ahora bien, sustituyendo 

la Ec. (9.8) en la Ec. (9.17) tenemos: 

−𝑘 (
𝐶5𝜈𝑎𝜈

𝑎
−

𝐶6𝜈𝑎−𝜈

𝑎
) + 𝐶5ℎ𝑓𝑎

𝜈 + 𝐶6ℎ𝑓𝑎
−𝜈 = 0 

Despejado 
𝐶6

𝐶5
  

𝐶6

𝐶5

=
𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓

𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓

𝑎2𝜈 

Factorizando 𝐶5 de la Ec. (9.8) y sustituyendo la ecuación anterior tenemos: 

𝑅𝜈(𝑟) = 𝐶5 (𝑟𝜈 +
𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓

𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓

𝑎2𝜈𝑟−𝜈) (9.18) 

Construyendo la solución para 𝑇(𝑟, 𝜑) como en la Ec. (9.9), con base en las Ecs. (9.6) y (9.18) se 

tiene la Ec. (9.19). 

𝑇(𝑟, 𝜑) = ∑ [(𝑟𝜈 +
𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓

𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓

𝑎2𝜈𝑟−𝜈) (𝐶1,5 sen 𝜈𝜑 + 𝐶2,5 cos 𝜈𝜑)]

∞

𝜈=1

 (9.19) 

donde 𝐶1,5 = 𝐶1𝐶5 y 𝐶2,5 = 𝐶2𝐶5, lo que hace que agrupe la constante de 𝑅𝜈(𝑟) restante con las 

constantes de Φ(𝜈, 𝜑). 

Ahora bien, evaluando la Ec. (9.19) en la CF restante en 𝑟 = 𝑏 dada por la Ec. (9.11) se obtiene la 

Ec. (9.20). 

∑ [
𝑘𝜈

𝑏
(𝑏𝜈 −

𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓

𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓

𝑎2𝜈𝑏−𝜈) (𝐶1,5 sen 𝜈𝜑 + 𝐶2,5 cos 𝜈𝜑)]

∞

𝜈=1

= 𝑄𝑇(𝜑) (9.20) 
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Multiplicando ambos lados de la Ec. (9.20) por ∫ sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0
𝑑𝜑′ se tiene: 

∑ [
𝑘𝜈

𝑏
(𝑏𝜈 −

𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓

𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓

𝑎2𝜈𝑏−𝜈) (𝐶1,5 ∫ sen 𝜈𝜑 sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′ + 𝐶2,5 ∫ cos 𝜈𝜑 sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′)]

∞

𝜈=1

= ∫ 𝑄𝑇(𝜑)sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′  

Aplicando la propiedad de ortogonalidad de la función seno se tiene que 

∫ sen 𝜈𝜑 sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′ = 𝜋 

∫ cos 𝜈𝜑 sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′ = 0 

Así obtenemos el valor de 𝐶1,5 

𝐶1,5 =
1

𝜋

∫ 𝑄𝑇(𝜑′)sen 𝜈𝜑′2𝜋

𝜑′=0
𝑑𝜑′

𝑘𝜈
𝑏

(𝑏𝜈 −
𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓

𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓
𝑎2𝜈𝑏−𝜈)

  (9.21) 

Ahora bien, multiplicando la Ec. (9.20) por ∫ cos 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0
𝑑𝜑′ y realizando un procedimiento 

análogo al que se hizo anteriormente, solo que usando la propiedad de ortogonalidad de la función 

coseno, se tiene 𝐶2,5 

𝐶2,5 =
1

𝜋

∫ 𝑄𝑇(𝜑′)cos 𝜈𝜑′2𝜋

𝜑′=0
𝑑𝜑′

𝑘𝜈
𝑏

(𝑏𝜈 −
𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓

𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓
𝑎2𝜈𝑏−𝜈)

  (9.22) 

Sustituyendo las Ecs. (9.21) y (9.22) en la Ec. (9.19) 
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𝑇(𝑟, 𝜑) = ∑ [
𝑏

𝜋𝑘𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑟
𝜈 + 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑟

−𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑏
𝜈 − 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑏

−𝜈

∞

𝜈=1

∙ (sen 𝜈𝜑 ∫ 𝑄𝑇(𝜑′)sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′ + cos 𝜈𝜑 ∫ 𝑄𝑇(𝜑′)cos 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′)] 

(9.23) 

Recordando que la Ec. (9.23) solo es válida para 𝜈 ≥ 1. La solución final se obtiene al agrupar las 

Ecs. (9.16) y (9.23), lo que resuelta en: 

𝑇(𝑟, 𝜑) =
𝑏

2𝜋𝑎ℎ𝑓𝑘
(𝑘 + 𝑎ℎ𝑓 ln

𝑟

𝑎
)∫ 𝑄𝑇(𝜑′)𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

+ ∑ [
𝑏

𝜋𝑘𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑟
𝜈 + 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑟

−𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑏
𝜈 − 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑏

−𝜈

∞

𝜈=1

∙ (sen 𝜈𝜑 ∫ 𝑄𝑇(𝜑′) sen 𝜈𝜑′ 𝑑𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

+ cos 𝜈𝜑 ∫ 𝑄𝑇(𝜑′) cos 𝜈𝜑′ 𝑑𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

)] 

(9.24) 

Que también pude simplificarse a: 

𝑇(𝑟, 𝜑) =
𝑏

2𝜋𝑎ℎ𝑓𝑘
(𝑘 + 𝑎ℎ𝑓 ln

𝑟

𝑎
)∫ 𝑄𝑇(𝜑′)𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

+ ∑ [
𝑏

𝜋𝑘𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑟
𝜈 + 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑟

−𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑏
𝜈 − 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑏

−𝜈
∙ ∫ 𝑄𝑇(𝜑′) cos 𝜈(𝜑 − 𝜑′) 𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

]

∞

𝜈=1

 

(9.25) 

La Ec. (9.26) es el caso particular de considerar que 𝑄𝑇(𝜑) es constante, en la cual se ve que sólo 

sobrevive el primer término de la Ec. (9.24) debido a que las integrales se anulan, lo mismo es 

válido para la Ec. (9.25). 

𝑇(𝑟, 𝜑) =
𝑏

𝑎ℎ𝑓𝑘
𝑄𝑇 (𝑘 + 𝑎ℎ𝑓 ln

𝑟

𝑎
) (9.26) 

Note que la Ec. (9.26) es independiente al valor de 𝜈, aunque sea idéntico a la Ec. (9.16) con la 

única diferencia que sólo es válida para cuando 𝜈 = 0. Por otra parte, recordando que la ecuación 

anterior se obtuvo al considerar CF-H en 𝑟 = 𝑎 y CF-NH en 𝑟 = 𝑏. A continuación, se considera 
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el caso contrario. 

Parte 2. CF-NH en 𝒓 = 𝒂 y CF-H en 𝒓 = 𝒃 

Tomando el caso de la Figura 9.2 (parte inferior derecha), en donde se considera que en 𝑟 = 𝑎 se 

tiene una CF-NH de tercera clase, mientras que en 𝑟 = 𝑏 se tiene una CF-H de segunda clase, como 

se muestran en las Ecs. (9.27) y (9.28) , respectivamente: 

−𝑘
𝜕𝑇

𝜕𝑟
+ ℎ𝑓𝑇 = ℎ𝑓𝑇𝑓(𝜑)      𝑒𝑛 𝑟 = 𝑎 (9.27) 

𝑘
𝜕𝑇

𝜕𝑟
= 0    𝑒𝑛 𝑟 = 𝑏 (9.28) 

Con base en estas CF se obtendrán las constantes de las Ecs. (9.6)–(9.8). La Ec. (9.27) es el caso 

general de la CF-NH de tercera clase en el cual la temperatura del fluido pude variar en dirección 

𝜑. 

Para resolver esta segunda parte de la solución analítica, se seguirá un procedimiento análogo al 

que se hizo previamente. 

Para el caso particular de 𝜈 = 0, la Ec. (9.6) se simplifica a la Ec. (9.12) para Φ(𝜈, 𝜑), como en el 

ejercicio previamente estudiado, y para 𝑅𝜈(𝑟) se toma la Ec. (9.7). Ahora bien, considerando lo 

anterior la Ec. (9.9) nos queda: 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝐶2,3 + 𝐶2,4 ln 𝑟 (9.29) 

donde 𝐶2,3 = 𝐶2𝐶3 y 𝐶2,4 = 𝐶2𝐶4. Sustituyendo la Ec. (9.29) en la Ec. (9.28) y despejando 𝐶2,4 se 

obtiene: 

𝐶2,4 = 0 (9.30) 

Lo que reduce la Ec. (9.29) a: 
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𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝐶2,3 (9.31) 

Sustituyendo la Ec. (9.31) en la CF-NH de la Ec. (9.27) y despejando 𝐶2,3 se tiene: 

𝐶2,3 = 𝑇𝑓(𝜑) (9.32) 

Así que  

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝑇𝑓(𝜑)     𝑝𝑎𝑟𝑎 𝜈 = 0 (9.33) 

Para este caso particular, la el campo de temperatura solo depende de la temperatura del fluido, si 

la temperatura del fluido fuera constante 𝑇𝑓, el campo de temperatura del tubo absorbedor sería 

independiente de la dirección azimutal y la dirección radial, es decir, sería constante. 

Ahora bien para el caso de 𝜈 = 1, 2, 3, … el desarrollo de la solución es presentada a continuación 

con base a las Ecs. (9.6) y (9.8) y considerando la ortogonalidad en la dirección azimutal. En primer 

lugar, se sustituye la Ec. (9.2) en la CF-H de la Ec. (9.28), lo que resulta en la Ec. (9.34). 

𝑘
𝑑𝑅𝜈

𝑑𝑟
= 0     𝑒𝑛 𝑟 = 𝑏 (9.34) 

Sustituyendo la Ec. (9.8) en la Ec. (9.34) para la determinación de una de las constantes de la 

ecuación. 

𝑘(𝐶5𝜈𝑏𝜈−1 − 𝐶6𝜈𝑏−𝜈−1) = 0 

Despejando a 
𝐶6

𝐶5
 se obtiene: 

𝐶6

𝐶5

= 𝑏2𝜈 (9.35) 

Factorizando de la Ec. (9.8) y sustituyendo en la ecuación anterior se tiene: 
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𝑅𝜈(𝑟) = 𝐶5(𝑟
𝜈 + 𝑏2𝜈𝑟−𝜈) (9.36) 

Construyendo la solución para 𝑇(𝑟, 𝜑) a partir de las sustituciones de las Ecs. (9.6) y (9.38) en la 

en la Ec. (9.9) se obtiene (pero considerando 𝜈 ≥ 1) 

𝑇(𝑟, 𝜑) = ∑[(𝑟𝜈 + 𝑏2𝜈𝑟−𝜈)(𝐶1,5 sen 𝜈𝜑 + 𝐶2,5 cos 𝜈𝜑)]

∞

𝜈=1

 (9.37) 

donde 𝐶1,5 = 𝐶1𝐶5 y 𝐶2,5 = 𝐶2𝐶5, lo que hace que se agrupe la constante de 𝑅𝜈(𝑟) restante con las 

constantes de Φ(𝜈, 𝜑).  

Ahora bien, considerando la CF-NH en 𝑟 = 𝑎 de la Ec. (9.27), se obtiene la Ec. (9.38). 

∑ {[
−𝑘𝜈

𝑎
(𝑎𝜈 − 𝑏2𝜈𝑎−𝜈) + ℎ𝑓(𝑎

𝜈 + 𝑏2𝜈𝑎−𝜈)] (𝐶1,5 sen 𝜈𝜑 + 𝐶2,5 cos 𝜈𝜑)}

∞

𝜈=1

= ℎ𝑓𝑇𝑓(𝜑) (9.38) 

Multiplicando por ∫ sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0
𝑑𝜑′ a cada miembro de la Ec. (9.38) y aplicando la propiedad de 

ortogonalidad de la función seno se tiene: 

𝐶1,5 =
𝑎ℎ𝑓

𝜋

∫ 𝑇𝑓(𝜑′) sen 𝜈𝜑′ 𝑑𝜑′2𝜋

𝜑′=0

(𝑎ℎ𝑓 − 𝑘𝜈)𝑎𝜈 + (𝑎ℎ𝑓 + 𝑘𝜈)𝑎−𝜈𝑏2𝜈
  (9.39) 

Ahora bien, multiplicando por ∫ cos 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0
𝑑𝜑′ a cada miembro de la Ec. (9.38) y aplicando la 

propiedad de ortogonalidad de la función coseno se tiene: 

𝐶2,5 =
𝑎ℎ𝑓

𝜋

∫ 𝑇𝑓(𝜑′) cos 𝜈𝜑′ 𝑑𝜑′2𝜋

𝜑′=0

(𝑎ℎ𝑓 − 𝑘𝜈)𝑎𝜈 + (𝑎ℎ𝑓 + 𝑘𝜈)𝑎−𝜈𝑏2𝜈
  (9.40) 

Sustituyendo las Ecs. (9.39) y (9.40) en la Ec. (9.37) y simplificando se tiene: 
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𝑇(𝑟, 𝜑) =
𝑎ℎ𝑓

𝜋
∑ [

𝑟𝜈 + 𝑏2𝜈𝑟−𝜈

(𝑎ℎ𝑓 − 𝑘𝜈)𝑎𝜈 + (𝑎ℎ𝑓 + 𝑘𝜈)𝑎−𝜈𝑏2𝜈

∞

𝜈=1

∙ (sen 𝜈𝜑 ∫ 𝑇𝑓(𝜑′)sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′ + cos 𝜈𝜑 ∫ 𝑇𝑓(𝜑′)cos 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′)] 

(9.41) 

Recordando que la Ec. (9.41) solo es válida para 𝜈 ≥ 1. La solución final (para esta segunda parte) 

se obtiene al agrupar las Ecs. (9.33) y (9.41), lo que resuelta en: 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝑇𝑓(𝜑) +
𝑎ℎ𝑓

𝜋
∑ [

𝑟𝜈 + 𝑏2𝜈𝑟−𝜈

(𝑎ℎ𝑓 − 𝑘𝜈)𝑎𝜈 + (𝑎ℎ𝑓 + 𝑘𝜈)𝑎−𝜈𝑏2𝜈

∞

𝜈=1

∙ (sen 𝜈𝜑 ∫ 𝑇𝑓(𝜑′)sen 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′ + cos 𝜈𝜑 ∫ 𝑇𝑓(𝜑′)cos 𝜈𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′)]      𝑝𝑎𝑟𝑎 𝜈

= 0, 1, 2, 3, … 

(9.42) 

Compactando la ecuación anterior se tiene la Ec. (9.43). 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝑇𝑓(𝜑) + 
𝑎ℎ𝑓

𝜋
∑ [

𝑟𝜈 + 𝑏2𝜈𝑟−𝜈

(𝑎ℎ𝑓 − 𝑘𝜈)𝑎𝜈 + (𝑎ℎ𝑓 + 𝑘𝜈)𝑎−𝜈𝑏2𝜈

∞

𝜈=1

∙ ∫ 𝑇𝑓(𝜑′)cos 𝜈(𝜑 − 𝜑′)
2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′]      𝑝𝑎𝑟𝑎 𝜈 = 0, 1, 2, 3, … 

(9.43) 

En el caso particular de que 𝑇𝑓(𝜑) sea constante solo sobrevive el primer término de la Ec. (9.42) 

debido a que las integrales se anulan (como ya se explicó para el caso anterior), lo que resulta en 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝑇𝑓      𝑝𝑎𝑟𝑎 𝜈 = 0, 1, 2, 3, … (9.44) 

Acoplamiento de la parte 1 y parte 2 

Finalmente, la solución general para 𝑇(𝑟, 𝜑) se forma combinando las Ecs. (9.25) y (9.43), que 

incorpora las soluciones para la parte 1 y 2 del problema. 
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𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝑇𝑓(𝜑) +
𝑎ℎ𝑓

𝜋
∑ [

𝑟𝜈 + 𝑏2𝜈𝑟−𝜈

(𝑎ℎ𝑓 − 𝑘𝜈)𝑎𝜈 + (𝑎ℎ𝑓 + 𝑘𝜈)𝑎−𝜈𝑏2𝜈
∙ ∫ 𝑇𝑓(𝜑′)cos 𝜈(𝜑 − 𝜑′)

2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′]

∞

𝜈=1

+
𝑏

2𝜋𝑎ℎ𝑓𝑘
(𝑘 + 𝑎ℎ𝑓 ln

𝑟

𝑎
)∫ 𝑄𝑇(𝜑′)𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

+ ∑ [
𝑏

𝜋𝑘𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑟
𝜈 + 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑟

−𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑏
𝜈 − 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑏

−𝜈

∞

𝜈=1

∙ ∫ 𝑄𝑇(𝜑′) cos 𝜈(𝜑 − 𝜑′) 𝑑𝜑′
2𝜋

𝜑′=0

]      𝑝𝑎𝑟𝑎 𝜈 = 0, 1, 2, 3, … 

(9.45) 

Las Ecs. (9.46)–(9.48) son casos particulares del problema general (para 𝜈 = 0, 1, 2, 3, …). 

Casos particulares de la solución analítica 

Temperatura del fluido 𝑇𝑓 constante: 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝑇𝑓 +
𝑏

2𝜋𝑎ℎ𝑓𝑘
(𝑘 + 𝑎ℎ𝑓 ln

𝑟

𝑎
)∫ 𝑄𝑇(𝜑′)𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

+ ∑ [
𝑏

𝜋𝑘𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑟
𝜈 + 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑟

−𝜈

(𝑘𝜈 + 𝑎ℎ𝑓)𝑏
𝜈 − 𝑎2𝜈(𝑘𝜈 − 𝑎ℎ𝑓)𝑏

−𝜈
∙ ∫ 𝑄𝑇(𝜑′) cos 𝜈(𝜑 − 𝜑′) 𝑑𝜑′

2𝜋

𝜑′=0

]

∞

𝜈=1

 

(9.46) 

El flujo de calor total 𝑄𝑇 constante: 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝑇𝑓(𝜑) + ∑ [
𝑎ℎ𝑓

𝜋

𝑟𝜈 + 𝑏2𝜈𝑟−𝜈

(𝑎ℎ𝑓 − 𝑘𝜈)𝑎𝜈 + (𝑎ℎ𝑓 + 𝑘𝜈)𝑎−𝜈𝑏2𝜈
∙ ∫ 𝑇𝑓(𝜑′)cos 𝜈(𝜑 − 𝜑′)

2𝜋

𝜑′=0

𝑑𝜑′]

∞

𝜈=1

+
𝑏

𝑎ℎ𝑓𝑘
𝑄𝑇 (𝑘 + 𝑎ℎ𝑓 ln

𝑟

𝑎
) 

(9.47) 

Temperatura del fluido 𝑇𝑓 y flujo de calor total 𝑄′′𝑇 constantes (independientemente de cualquier 

valor de 𝜈): 

𝑇(𝑟, 𝜑) = 𝑇𝑓 +
𝑏

𝑎ℎ𝑓𝑘
𝑄𝑇 (𝑘 + 𝑎ℎ𝑓 ln

𝑟

𝑎
) (9.48) 

En este trabajo se emplean las Ecs. (9.46) y (9.48) que son las que se presentan en el capítulo 2.  
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9.2 APÉNDICE B: DISCRETIZACIÓN DE LA ECUACIÓN DE 

CONDUCCIÓN DE CALOR EN ESTADO TRANSITORIO 

Los esquemas implementados son las que se presentan en las Ecs. (2.29) y (2.30), para las derivadas 

parciales de segundo orden. Para la derivada parcial de primer orden en dirección radial se aplica 

también un esquema central como se muestra en al Ec. (2.31). Mientras que la aproximación para 

el término temporal está dada por la Ec. (2.32). Sustituyendo las Ecs. (2.29)–(2.32) en la Ec. (2.28), 

y considerando un esquema completamente implícito se tiene: 

𝑘𝑖,𝑗
𝑛

2[𝛿𝑁𝑃𝑇𝑖,𝑗+1
𝑛+1 − (𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)𝑇𝑖,𝑗

𝑛+1 + 𝛿𝑃𝑆𝑇𝑖,𝑗−1
𝑛+1 ]

𝛿𝑁𝑃𝛿𝑃𝑆(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
+

1

𝑟𝑗

𝑇𝑖,𝑗+1
𝑛+1 − 𝑇𝑖,𝑗−1

𝑛+1

𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆

𝑘𝑖,𝑗+1
𝑛 𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑖,𝑗−1

𝑛 𝑟𝑗−1

𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆

+
𝑘𝑖,𝑗

𝑛

𝑟𝑗
2

2[𝛿𝐸𝑃𝑇𝑖+1,𝑗
𝑛+1 − (𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)𝑇𝑖,𝑗

𝑛+1 + 𝛿𝑃𝑊𝑇𝑖−1,𝑗
𝑛+1 ]

𝛿𝐸𝑃𝛿𝑃𝑊(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)
+

1

𝑟2

𝑇𝑖+1,𝑗
𝑛+1 − 𝑇𝑖−1,𝑗

𝑛+1

𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊

𝑘𝑖+1,𝑗
𝑛 − 𝑘𝑖−1,𝑗

𝑛

𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊

= 𝜌𝑖,𝑗
𝑛 𝐶𝑃𝑖,𝑗

 𝑛
𝑇𝑖,𝑗

𝑛+1 − 𝑇𝑖,𝑗
𝑛

∆𝑡
 

Desarrollando se tiene: 

2𝑘𝑖,𝑗
𝑛

𝛿𝑃𝑆(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
𝑇𝑖,𝑗+1

𝑛+1 −
2𝑘𝑖,𝑗

𝑛

𝛿𝑁𝑃𝛿𝑃𝑆

𝑇𝑖,𝑗
𝑛+1 +

2𝑘𝑖,𝑗
𝑛

𝛿𝑁𝑃(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
𝑇𝑖,𝑗−1

𝑛+1 +
𝑘𝑖,𝑗+1

𝑛 𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑖,𝑗−1
𝑛 𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

𝑇𝑖,𝑗+1
𝑛+1

−
𝑘𝑖,𝑗+1

𝑛 𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑖,𝑗−1
𝑛 𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

𝑇𝑖,𝑗−1
𝑛+1 +

2𝑘𝑖,𝑗
𝑛

𝑟𝑗
2𝛿𝑃𝑊(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

𝑇𝑖+1,𝑗
𝑛+1 −

2𝑘𝑖,𝑗
𝑛

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃𝛿𝑃𝑊

𝑇𝑖,𝑗
𝑛+1

+
2𝑘𝑖,𝑗

𝑛

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

𝑇𝑖−1,𝑗
𝑛+1 +

𝑘𝑖+1,𝑗
𝑛 − 𝑘𝑖−1,𝑗

𝑛

𝑟2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2
𝑇𝑖+1,𝑗

𝑛+1 −
𝑘𝑖+1,𝑗

𝑛 − 𝑘𝑖−1,𝑗
𝑛

𝑟2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2
𝑇𝑖−1,𝑗

𝑛+1

=
𝜌𝑖,𝑗

𝑛 𝐶𝑃𝑖,𝑗
𝑛

∆𝑡
𝑇𝑖,𝑗

𝑛+1 −
𝜌𝑖,𝑗

𝑛 𝐶𝑃𝑖,𝑗
𝑛

∆𝑡
𝑇𝑖,𝑗

𝑛  

Agrupando términos semejantes se obtiene: 

(
𝜌𝑖,𝑗

𝑛 𝐶𝑃𝑖,𝑗
𝑛

∆𝑡
+

2𝑘𝑖,𝑗

𝛿𝑁𝑃𝛿𝑃𝑆

+
2𝑘𝑖,𝑗

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃𝛿𝑃𝑊

)𝑇𝑖,𝑗
𝑛+1 − (

2𝑘𝑖,𝑗

𝛿𝑃𝑆(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
+

𝑘𝑖,𝑗+1𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑖,𝑗−1𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

)𝑇𝑖,𝑗+1
𝑛+1

− (
2𝑘𝑖,𝑗

𝛿𝑁𝑃(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
−

𝑘𝑖,𝑗+1𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑖,𝑗−1𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

)𝑇𝑖,𝑗−1
𝑛+1

− (
2𝑘𝑖,𝑗

𝑟𝑗
2𝛿𝑃𝑊(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

+
𝑘𝑖+1,𝑗 − 𝑘𝑖−1,𝑗

𝑟2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2
)𝑇𝑖+1,𝑗

𝑛+1

− (
2𝑘𝑖,𝑗

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

−
𝑘𝑖+1,𝑗 − 𝑘𝑖−1,𝑗

𝑟2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2
)𝑇𝑖−1,𝑗

𝑛+1 =
𝜌𝑖,𝑗

𝑛 𝐶𝑃𝑖,𝑗
𝑛

∆𝑡
𝑇𝑖,𝑗

𝑛  

O escrito de otra manera: 
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𝐴𝑃𝑇𝑖,𝑗
𝑛+1 + 𝐴𝑁𝑇𝑖,𝑗+1

𝑛+1 + 𝐴𝑆𝑇𝑖,−1
𝑛+1 + 𝐴𝐸𝑇𝑖+1,𝑗

𝑛+1 + 𝐴𝑊𝑇𝑖−1,𝑗
𝑛+1 = 𝐵𝑖,𝑗 

donde 

𝐴𝑃 = (
𝜌𝑖,𝑗

𝑛 𝐶𝑃𝑖,𝑗
𝑛

∆𝑡
+

2𝑘𝑖,𝑗
𝑛

𝛿𝑁𝑃𝛿𝑃𝑆

+
2𝑘𝑖,𝑗

𝑛

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃𝛿𝑃𝑊

) 

𝐴𝑁 = −(
2𝑘𝑖,𝑗

𝑛

𝛿𝑃𝑆(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
+

𝑘𝑖,𝑗+1
𝑛 𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑖,𝑗−1

𝑛 𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

) 

𝐴𝑆 = − (
2𝑘𝑖,𝑗

𝑛

𝛿𝑁𝑃(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
−

𝑘𝑖,𝑗+1
𝑛 𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑖,𝑗−1

𝑛 𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

) 

𝐴𝐸 = −(
2𝑘𝑖,𝑗

𝑛

𝑟𝑗
2𝛿𝑃𝑊(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

+
𝑘𝑖+1,𝑗

𝑛 − 𝑘𝑖−1,𝑗
𝑛

𝑟2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2
) 

𝐴𝑊 = −(
2𝑘𝑖,𝑗

𝑛

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

−
𝑘𝑖+1,𝑗

𝑛 − 𝑘𝑖−1,𝑗
𝑛

𝑟2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2
) 

𝐵𝑖,𝑗 =
𝜌𝑖,𝑗

𝑛 𝐶𝑃𝑖,𝑗
𝑛

∆𝑡
𝑇𝑖,𝑗

𝑛  

Que son las Ecs. (2.34)– (2.39) presentadas en la Sección 2.4. 

Comprobando la sumatoria de los coeficientes vecinos: 

𝐴𝑁 + 𝐴𝑆 + 𝐴𝐸 + 𝐴𝑊

= −
2𝑘𝑗

𝛿𝑁𝑃(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
−

𝑘𝑖,𝑗+1𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑖,𝑗−1𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

−
2𝑘𝑗

𝛿𝑃𝑆(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
+

𝑘𝑖,𝑗+1𝑟𝑗+1 − 𝑘𝑖,𝑗−1𝑟𝑗−1

𝑟𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
2

−
2𝑘𝑗

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

−
𝑘𝑖+1,𝑗 − 𝑘𝑖−1,𝑗

𝑟2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2
−

2𝑘𝑗

𝑟𝑗
2𝛿𝑃𝑊(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

+
𝑘𝑖+1,𝑗 − 𝑘𝑖−1,𝑗

𝑟2(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)2
 

Simplificando 

𝐴𝑁 + 𝐴𝑆 + 𝐴𝐸 + 𝐴𝑊 = −
2𝑘𝑗

𝛿𝑁𝑃(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
−

2𝑘𝑗

𝛿𝑃𝑆(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
−

2𝑘𝑗

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

−
2𝑘𝑗

𝑟𝑗
2𝛿𝑃𝑊(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

 

Agrupando 

𝐴𝑁 + 𝐴𝑆 + 𝐴𝐸 + 𝐴𝑊 = −
2𝑘𝑗(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)

𝛿𝑁𝑃𝛿𝑃𝑆(𝛿𝑁𝑃 + 𝛿𝑃𝑆)
−

2𝑘𝑗(𝛿𝑃𝐸 + 𝛿𝑃𝑊)

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃𝛿𝑃𝑊(𝛿𝐸𝑃 + 𝛿𝑃𝑊)

 

Finalmente se tiene 
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𝐴𝑁 + 𝐴𝑆 + 𝐴𝐸 + 𝐴𝑊 = −
2𝑘𝑗

𝛿𝑁𝑃𝛿𝑃𝑆

−
2𝑘𝑗

𝑟𝑗
2𝛿𝐸𝑃𝛿𝑃𝑊

 

Que es parecido al negativo de −𝐴𝑃 sin el término 
𝜌𝑗𝐶𝑃𝑗

∆𝑡
. 
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9.3 APÉNDICE C: MODELO A DOS FLUIDOS 

Con la finalidad de no saturar el cuerpo de la tesis, en esta sección se incluyen varios aspectos del 

modelo a dos fluidos, desde sus generalidades hasta la forma final que se utiliza para la tesis. 

9.3.1 Generalidades del modelo a dos fluidos 

Existen tres enfoques para los estudios de flujos bifásicos, el modelo homogéneo, el modelo drift-

flux (flujos relativos o flujos separados) y el modelo a dos fluidos. Entre ellos el más aceptado para 

la modelación de flujo bifásico es el modelo a dos fluidos. Este modelo fue planteado originalmente 

para flujos separados, sin embargo, también se aplica para la simulación de flujos dispersos [106].  

El primer modelo bifásico con enfoque a dos fluidos (o Modelo a Dos Fluidos) se puede atribuir a 

Wallis en 1969. Sin embargo, fue Ishii en 1975 quien le dio la formalidad matemática en términos 

de los promediados en tiempo, desarrollando de esta manera una derivación matemáticamente 

rigurosa [96]. Seguido de ello también surgieron otras formulaciones, tales como las de Delhaye 

en 1977 y Lahey y Drew [108] que incorporan los promediados espaciales, los cuales han sido 

citados ampliamente en la literatura. 

El interés que se ha dado al modelo a dos fluidos se debe a que es el modelo matemático más 

completo que gobierna el comportamiento del flujo bifásico, ya que establece las ecuaciones de 

conservación de masa, cantidad de movimiento y energía, promediadas en espacio y tiempo, en 

estado transitorio para cada fase. El modelo incluye también las ecuaciones de conservación en la 

interfase, esfuerzos en la interfase y transferencia de energía interfacial líquido-vapor. Además se 

consideran los esfuerzos en la interfase pared-fluido (ver Figura 3.1), así como también la 

transferencia de calor fluido-pared (los términos de transferencia de calor no se incluyen en la 

Figura 9.3 pero sí en la Figura 3.1). Esta particularidad es una ventaja del modelo a dos fluidos ya 

que permite considerar no equilibrio mecánico (deslizamiento entre las fases) y no equilibrio 

térmico [114]. 
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Figura 9.3. Presiones del gas, líquido e interfase, y esfuerzos cortantes en un flujo bifásico estratificado (para una 

apreciación mejor de las variables consulte la referencia [94]). 

La formulación del modelo a dos fluidos unidimensional promediado en tiempo y espacio que aquí 

se utiliza, se basa en el modelo simplificado de RELAP5 [114] que parte del planteamiento de 

Lahey y Drew [108]. En dicho modelo se considera que ambas fases se encuentran separadas y que 

ambas fases son continuas, de esta forma las ecuaciones de conservación se establecen para cada 

fase. El sistema anterior está desacoplado pero al efectuar el análisis en la interfase, se obtienen un 

sistema acoplado. 

Por otra parte, Ishii e Hibiki [137] (extendiendo el trabajo de Ishii de 1975) presentan un diagrama 

del concepto del modelo a dos fluidos (ver Figura 9.4), en donde se establecen las ecuaciones de 

conservación (masa, momentum y energía) para cada fase (considerando el axioma del continuo), 

acopladas entre sí mediante los balances en la interfase (condiciones de salto). Además que 

establecen que para que el sistema esté cerrado se deben de incorporar modelos constitutivos, tales 

como ecuaciones de estado y correlaciones empíricas o semi-empíricas, de los esfuerzos y la 

transferencia de calor en las interfases pared-fluido y líquido-vapor, entre otros parámetros (por 

ejemplo tensión superficial). En las formulaciones donde se hace un promediado en espacio, éste 

se realiza antes del promediado en tiempo tal y como lo han hecho Lahey y Drew [108]. 
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Figura 9.4. Formulación del modelo a dos fluidos [137]. 
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9.3.2 Modelo a dos fluidos unidimensional de Lahey y Drew [108] 

Como punto de partida se transcriben las ecuaciones generales del modelo a dos fluidos 

unidimensional de Lahey y Drew [108], que son ecuaciones promediadas en espacio y tiempo. 

Ecuación de Conservación de Masa 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑘𝜌𝑘) +

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝐴𝛼𝑘𝜌𝑘𝑣𝑘) = 𝛤𝑘 (9.49) 

donde 𝜌𝑘 denota la densidad de cada fase, 𝛼𝑘 la fracción volumétrica, A es el área transversal al 

flujo, 𝑣𝑘 es la velocidad, 𝛤𝑘 es la transferencia de masa en la interfase; 𝑡 y 𝑧 son las variables 

independientes temporal y espacial, respectivamente. El primer término de la ecuación de 

conservación de masa de la fase 𝑘 expresa la variación temporal de masa en el volumen de control, 

mientras que el segundo expresa el flujo neto de masa a través del volumen de control. Respecto 

al término que aparece en el lado derecho, representa la transferencia de masa en la interfase debido 

a la evaporación o condensación. 

Ecuación de Conservación de Cantidad de Movimiento 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑘𝜌𝑘𝑣𝑘) +

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝐴𝐶𝑘𝛼𝑘𝜌𝑘𝑣𝑘

2)

= −𝛼𝑘

𝜕𝑝𝑘

𝜕𝑧
− ∆𝑝𝑘𝑖𝑆𝑘𝑖

′′′ ∙ 𝑛̂𝑧 − ∆𝑝𝑘𝑤𝑆𝑘𝑤
′′′ ∙ 𝑛̂𝑧 + 𝜏𝑘̿𝑖 ∙ 𝑆𝑘𝑖

′′′ ∙ 𝑛̂𝑧

+
1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
[𝐴𝛼𝑘(𝜏𝑧𝑧𝑘

+ 𝜏𝑧𝑧𝑘
𝑅𝑒 )] − 𝛼𝑘𝜌𝑘𝑔𝑘 𝑠𝑒𝑛 𝛽 + 𝛤𝑘 𝑣⃗𝑘𝑖

𝛤 ∙ 𝑛̂𝑧 + 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑖
𝑛𝑑 ∙ 𝑛̂𝑧

+ 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑖
𝑑 ∙ 𝑛̂𝑧 + 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑤

𝑛𝑑 ∙ 𝑛̂𝑧 + 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑤
𝑑 ∙ 𝑛̂𝑧 

(9.50) 

Considerando las siguientes definiciones: 

𝑣𝑘 = 𝑣⃗𝑘 ∙ 𝑛̂𝑧 

𝑔𝑘 = 𝑔⃗𝑘 ∙ 𝑛̂𝑧 

𝑣⃗𝑘𝑖
𝛤 =

∬ 𝜌𝑘(𝑣⃗𝑘 − 𝑣⃗𝑖) ∙ 𝑣⃗𝑘𝑑𝑠
 

𝑎𝑖(𝑥,𝑡)

∬ 𝜌𝑘(𝑣⃗𝑘 − 𝑣⃗𝑖) ∙ 𝑛̂𝑧
 

𝑎𝑖(𝑥,𝑡)
𝑑𝑠

 

(9.51) 
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𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑖
𝑛𝑑 = −

1

𝑉
∬ ∆𝑝𝑘𝑖

𝑛𝑑𝑛̂𝑧𝑑𝑠

 

𝑎𝑖(𝑥,𝑡)

 

𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑖
𝑑 = −

1

𝑉
∬ (∆𝑝𝑘𝑖

𝑑 𝐼 ̿ − ∆𝜏̿̃𝑘𝑖) ∙ 𝑛̂𝑧𝑑𝑠

 

𝑎𝑖(𝑥,𝑡)

 

𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑤
𝑛𝑑 = −

1

𝑉
∬ ∆𝑝𝑘𝑤𝑛̂𝑘𝑤𝑑𝑠

 

𝑎𝑘𝑤(𝑥,𝑡)

 

𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑤
𝑑 = −

1

𝑉
∬ 𝜏𝑘̿ ∙ 𝑛̂𝑘𝑤𝑑𝑠

 

𝑎𝑘𝑤(𝑥,𝑡)

 

donde 𝐶𝑘 representa el tensor de correlación de cuarto orden34 covariante (𝐶𝑘 = 1, ver Tabla 9.1), 

𝑝 la presión, 𝑆𝑘𝑖
′′′es el vector de área interfacial promedio por unidad de volumen, 𝑆𝑘𝑤

′′′  es el vector 

de área promedio en la pared por unidad de volumen, 𝜏̿ el tensor de esfuerzos, 𝑔⃗𝑘 la fuerza de 

gravedad, 𝛽 el ángulo de inclinación de la tubería respecto a la horizontal, 𝑣⃗𝑘𝑖
𝛤  la velocidad 

interfacial, 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑤
𝑛𝑑 y 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑖

𝑛𝑑 las fuerzas volumétricas de no arrastre, 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑤
𝑑  y 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑖

𝑑  la fuerzas volumétricas 

de arrastre, 𝑛̂𝑧 el vector unitario en dirección del flujo. El símbolo   ̃representa la variable fluctuante. 

Las combinaciones de subíndices 𝑘𝑖 y 𝑘𝑤 representan a las variables de la fase 𝑘 en la interfase y 

la pared, respectivamente. El superíndice 𝑅𝑒 indica que es turbulento o de Reynolds. 

Los términos del lado izquierdo de la Ec. (9.50) representan los cambios temporales y convectivos, 

respectivamente. Los términos del lado derecho son (en orden de aparición): el gradiente de 

presión, el gradiente de presión interfacial, el gradiente de presión en la pared, el esfuerzo 

interfacial, los esfuerzos viscosos y de Reynolds, las fuerzas de cuerpo (gravedad), la transferencia 

de momentum en la interfase debido al cambio de fase, las fuerzas volumétricas de no arrastre en 

la interfase, las fuerzas volumétricas de arrastre en la interfase, las fuerzas volumétricas de no 

arrastre en la pared y finalmente las fuerzas volumétricas de arrastre en la pared. 

Ecuación de Conservación de Energía 

                                                           
34 Este tensor relaciona el tensor de esfuerzos turbulento de la fase con el promedio espacial del tensor de esfuerzos 

de Reynolds. 
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𝜕

𝜕𝑡
[𝛼𝑘𝜌𝑘(𝑒𝑘 + 𝑒𝑘

𝑇)] +
1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
[𝐴K𝑘𝛼𝑘𝜌𝑘(𝑒𝑘 + 𝑒𝑘

𝑇)𝑣𝑘]

= −𝑝𝑘𝑖

𝜕𝛼𝑘

𝜕𝑡
+

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑘𝑝𝑘) −

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
[𝐴𝛼𝑘 (𝑞⃗𝑘

′′ + 𝑞⃗𝑘
′′𝑇) ∙ 𝑛̂𝑧]

+
1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
[𝐴𝛼𝑘𝑛̂𝑧 ∙ (𝜏̿𝑧𝑧𝑘

+ 𝜏𝑘̿
𝑅𝑒) ∙ 𝑣⃗𝑧] + 𝛼𝑘𝜌𝑘𝑔⃗𝑘 ∙ 𝑣⃗𝑧 + 𝛼𝑘𝑞𝑘

′′′ + 𝛤𝑘𝑒𝑘𝑖

+ 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑖
𝑛𝑑 ∙ 𝑣⃗𝑘𝑖

𝑛𝑑 + 𝑞𝑘𝑖
′′ 𝐴𝑖

′′′ + 𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑖
𝑑 ∙ 𝑣⃗𝑘𝑖

𝑑 + 𝑣⃗𝑘𝑖
𝜏 ∙ 𝜏𝑘̿𝑖 ∙ 𝑆𝑘𝑖

′′′ + 𝑞𝑘𝑤
′′ 𝐴𝑘𝑤

′′′ − 𝛤𝑘 〈
∆𝑝𝑘

𝑑

𝜌𝑘

〉𝑖 

(9.52) 

donde 

𝑒𝑘 = ℎ𝑘 +
𝑣𝑘

2

2
= ℎ𝑘 +

𝑣⃗𝑘 ∙ 𝑣⃗𝑘

2
 

𝑒𝑘𝑖 =
∬ 𝜌𝑘𝑛̂𝑧 ∙ (𝑣⃗𝑘 − 𝑣⃗𝑖)𝑒𝑘𝑑𝑠

 

𝑎𝑖(𝑥,𝑡)

∬ 𝜌𝑘𝑛̂𝑧 ∙ (𝑣⃗𝑘 − 𝑣⃗𝑖)
 

𝑎𝑖(𝑥,𝑡)
𝑑𝑠

 

(9.53) 

donde 𝑒𝑘 es la energía interna específica, 𝑒𝑘𝑖 la energía interna específica en la interfase asociada 

al intercambio de masa interfacial, K𝑘 es para la ecuación de conservación de energía lo que C𝑘 es 

para la ecuación de conservación de momentum – ver Ec.(9.50), 𝑞⃗𝑘
′′ es el flux de calor fásico, 𝑞⃗𝑘

′′𝑇 

es el flujo de calor turbulento que es una combinación de muchos efectos de Reynolds (flujo de 

energía medible a causa de la turbulencia), 𝑞𝑘
′′′ generación interna volumétrica de calor, 𝑞 

′′ flux de 

calor, 𝐴𝑖
′′′ densidad de área interfacial (área interfacial por unidad de volumen), 𝐴𝑘𝑤

′′′  área de 

transferencia de calor fásica por unidad de volumen, ℎ𝑘 entalpía y 𝑣⃗𝑘𝑖
𝜏  es la velocidad interfacial. 

Los términos del lado izquierdo en la Ec. (9.52) son el término temporal y convectivo de la energía 

interna específica incluyendo efectos turbulentos, respectivamente. Por otra parte, los términos del 

lado derecho representan (en orden de aparición): el trabajo de la presión interfacial, es otro término 

que involucra el trabajo de la presión de la fase, el cambio de energía en la dirección del flujo 

debido a la transferencia de calor, el trabajo realizado por los esfuerzos viscosos y de Reynolds, el 

trabajo realizado por las fuerzas de cuerpo, la generación de calor interna, transferencia de energía 

interfacial debido a la transferencia de masa, trabajo realizado por la fuerza interfacial volumétrica 

de no arrastre, transferencia de calor en la interfase, trabajo efectuado por la fuerza interfacial 

volumétrica de arrastre, trabajo producido por los esfuerzos en la interfase líquido-vapor, 

transferencia de calor por convección fluido-pared, y finalmente, el trabajo efectuado por las 
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fluctuaciones de presión en la interface debido a la transferencia de masa. 

9.3.3 Modelo a dos fluidos unidimensional del simulador RELAP5 

Lahey y Drew [108] establecen que algunos términos del modelo descrito anteriormente pueden 

despreciarse a causa de su bajo impacto en relación a los otros términos. En la Tabla 9.1 y la Tabla 

9.2 se muestran los términos que son generalmente despreciados en las ecuaciones de conservación 

de cantidad de movimiento y de conservación de la energía. Tales simplificaciones conducen al 

modelo matemático que soporta al simulador RELAP5 como se discutirá más adelante. 

Tabla 9.1. Principales consideraciones hechas a la ecuación de momentum del modelo a dos fluidos de Lahey y 

Drew [108]. 

Consideración Término matemático 

que afecta 

Justificación Referencias 

Si el conducto es recto y 

sección transversal 

constante 
𝑆𝑘𝑤

′′′ ∙ 𝑛̂𝑧 = 0 
𝑆𝑘𝑤

′′′  y 𝑛̂𝑧 son normales 
[108] 

Se desprecia el tensor de 

esfuerzo interfacial 
𝜏𝑘̿𝑖 ≈ 0 

Este término puede 

despreciarse si se asume 

estado estacionario o se 

asume ser igual a 𝜏𝑘̿ + 𝜏𝑘̿
𝑅𝑒 

[108] 

Los tensores de 

concentración covariantes 

son unitarios 𝐶𝑘̿ = 1 

El tensor covariante de 

momentum y todos los 

tensores covariantes de 

energía se asumen ser 

tensores unitarios 

[107,108,114] 

Los esfuerzos viscosos de 

cada fase se desprecian 𝜏𝑧𝑧𝑘
≈ 0 

Para este flujo la tensión 

viscosa es pequeña y por 

tanto se desprecia  

[114,138] 

Se desprecia el tensor de 

esfuerzos de Reynolds 𝜏𝑧𝑧𝑘
𝑅𝑒 ≈ 0 

Para este flujo la tensión 

viscosa es pequeña y por 

tanto se desprecia 

[107,108]  

Las presiones de las fases se 

asumen iguales y la presión 

interfacial se asume igual a 

las presiones de las fases 

𝑝𝑖 = 𝑝𝑓 = 𝑝𝑔 

∆𝑝𝑘𝑖 = 0 

El gradiente entre ambos es 

muy pequeño (excepto para el 

flujo estratificado) 
[105,109] 

La diferencia de presión 

entre el fluido y la pared es 

cero 
∆𝑝𝑘𝑤 = 0 

Las presiones se asumen ser 

iguales 

[105,109] 

Si el conducto es recto y 

sección transversal 

constante 

∆𝑝𝑘𝑖(𝑆𝑘𝑖
′′′ ∙ 𝑛̂𝑧)

= ∆𝑝𝑘𝑖 (−
𝜕𝛼𝑘

𝜕𝑧
) = 0 

El gradiente entre ambos es 

muy pequeño [105,108,109] 

Se asume que todas las 

velocidades las interfases 

son iguales 

𝑣⃗𝑘𝑖
𝛤 = 𝑣⃗𝑘𝑖

𝑛𝑑 = 𝑣⃗𝑘𝑖
𝑑 = 𝑣⃗𝑘𝑖

𝜏

= 𝑣⃗𝑖 + (
𝛤𝑘

𝜌𝑘𝐴𝑖
′′′) 𝑛̂𝑧 

Debido a la consideración de 

equilibrio de momentum 

interfacial 
[108] 

Se desprecia la fuerza de no 

arrastre en la pared 
𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑤

𝑛𝑑 ≈ 0 

Este término solo es 

importante cuando el flujo 

presenta grandes 

aceleraciones. 

[108] 
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Tabla 9.2. Principales consideraciones hechas a la ecuación de conservación de energía del modelo a dos fluidos de 

Lahey y Drew [108]. 

Consideración Término matemático 

que afecta 

Justificación Referencias 

Los tensores de 

concentración son unitarios 
𝐾𝑘 = 1 Universalmente son 

despreciables sin 

embargo se le asigna 

un valor unitario 

[105,108,109] 

Se desprecia la energía 

cinética turbulenta 
𝑒𝑘

𝑇 ≈ 0 Normalmente no es 

un término muy 

importante 

[108] 

Se desprecia el flux de calor 

de ambas fases  
𝑞⃗𝑘

′′ ≈ 0 Es relativamente 

pequeño porque solo 

involucra la 

conducción 

[108] 

El flux de calor turbulento 

de cada fase se desprecia 
𝑞⃗𝑘

′′𝑇 ≈ 0 Normalmente se 

desprecia en el 

análisis de ingeniería 

de flujo bifásico 

debido a la carencia 

de un modelo 

constitutivo 

[108,109] 

El gradiente de presión 

fluctuante en la interfase se 

asume cero 

〈
∆𝑝𝑘

𝑑

𝜌𝑘

〉𝑖 = 0 
No se tienen 

relaciones 

constitutivas para 

este término 

[108] 

Se desprecia el 

almacenamiento energía 

interfacial 

No se especifica No se especifica [105,109] 

Se desprecia la generación 

interna de calor volumétrica 

de la fase 

𝑞⃗𝑘
′′′ ≈ 0 No se especifica [105,109] 

Al hacer las consideraciones anteriores y al extraer la ecuación de conservación de masa de la 

ecuación de conservación de momentum se llega al sistema de ecuaciones gobernantes que sustenta 

al simulador RELAP5. Es un modelo general para los patrones de flujo burbuja, slug, anular-niebla 

y niebla, y que se aplicará también para el patrón de flujo dryout. 

Las ecuaciones resultantes considerando fluido newtoniano, flujo desarrollado y turbulento son las 

que se presentan a continuación. 

Ecuación de Conservación de Masa 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑘𝜌𝑘) +

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑘𝜌𝑘𝑣𝑘𝐴) = 𝛤𝑘 (9.54) 
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Ecuación de Conservación de Cantidad de Movimiento 

  𝛼𝑘𝜌𝑘𝐴
𝜕𝑣𝑘

𝜕𝑡
+

1

2
𝛼𝑘𝜌𝑘𝐴

𝜕𝑣𝑘
2

𝜕𝑧

= −𝛼𝑘𝐴
𝜕𝑝

𝜕𝑧
+ 𝛼𝑘𝜌𝑘𝑔𝑧𝐴 − (𝛼𝑘𝜌𝑘𝐴)𝐹𝑊𝑘(𝑣𝑘) − 𝛤𝑘𝐴(𝑣𝑘𝐼 − 𝑣𝑘) ∙ (−1)𝑘∗

+ (𝛼𝑘𝜌𝑘𝐴)𝐹𝐼𝑘(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓) ∙ (−1)𝑘∗

+ 𝐶𝛼𝑔𝛼𝑓𝜌𝑚𝐴 [
𝜕(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

𝜕𝑡
+ 𝑣𝑔

𝜕𝑣𝑔

𝜕𝑧
− 𝑣𝑓

𝜕𝑣𝑓

𝜕𝑧
] ∙ (−1)𝑘∗ 

(9.55) 

donde el exponente k* tiene el valor de 1 para 𝑘 = 𝑔 y 2 para 𝑘 = 𝑓 . 

Los términos del lado izquierdo de la Ec. (9.55) representan los términos temporales y convectivos, 

respectivamente. Los términos del lado derecho son, respectivamente, el gradiente longitudinal de 

presión, las fuerzas de cuerpo, la fricción en la pared, la transferencia de momentum en la interfase, 

la fricción en la interfase, y las fuerzas de masa virtual. Donde el término 𝐹𝑊𝑘 es parte del arrastre 

friccional en la intercara fluido-pared, el coeficiente 𝐹𝐼𝑘 denota la fricción de arrastre en la interfase 

(obtenida por el método del coeficiente de arrastre), C es el coeficiente de masa virtual (C > 0.5 

para todos los patrones de flujo). 

Ecuación de Conservación de Energía 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑘𝜌𝑘𝑒𝑘) +

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑘𝜌𝑘𝑒𝑘𝑣𝑘𝐴) = −𝑝

𝜕𝛼𝑘

𝜕𝑡
−

𝑝

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑘𝑣𝑘𝐴) + 𝑄𝑘𝑤 + 𝑄𝑘𝑖 

−𝛤𝑘𝑖ℎ𝑘
∗ ∙ (−1)𝑘∗ + 𝛤𝑤ℎ𝑘

′ ∙ (−1)𝑘∗ + Φ𝑘 

(9.56) 

donde 𝑒𝑘 es la energía interna específica, 𝑄𝑘𝑤 y 𝑄𝑘𝑖 denotan los flujos de calor volumétricos en la 

interfase fluido-pared y en la interfase líquido-vapor, respectivamente; 𝛷𝑘 es el término de 

disipación de energía, ℎ𝑘
∗  es la entalpía asociada con la transferencia de masa en la interfase, y ℎ𝑘

′  

es la entalpia de fase asociada con la transferencia de masa en la intercara fluido-pared. 

Los términos de energía del lado izquierdo de la Ec. (9.56) representan los términos temporales y 

convectivos, respectivamente. En el lado derecho se corresponden, en orden de aparición, los 

términos de presión, el flujo de calor en la pared, el flujo de calor en la interfase, la transferencia 

de energía debido al cambio de fase en la interfase, la transferencia de energía debido al cambio de 
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fase cerca de la pared y el término de disipación. 

La transferencia de calor total por unidad de volumen (𝑄) a través de la pared de la tubería hacia 

el fluido es igual a la suma de la transferencia de calor para cada fase, es decir: 

𝑄 = 𝑄𝑔𝑤 + 𝑄𝑙𝑤  (9.57) 

Las entalpías para cada fase (ℎ𝑔
∗  𝑦 ℎ𝑓

∗) asociadas con la transferencia de masa en la interfase en la 

Ec.(9.56), son definidas de tal forma que las condiciones de salto de energía en la interfase vapor-

líquido se satisfagan. En particular, ℎ𝑔
∗  𝑦 ℎ𝑓

∗ son sustituidas por ℎ𝑔
𝑠  𝑦 ℎ𝑓 respectivamente para el 

caso de evaporación, y ℎ𝑔 𝑦 ℎ𝑓
𝑠 para el caso de condensación. De igual forma ocurre para las 

entalpías de fase (ℎ𝑔
′  𝑦 ℎ𝑓

′ ) asociadas con la transferencia de masa en la interfase fluido-pared. 

Como puede ser visto, el modelo de RELAP5 es similar al modelo general de Lahey y Drew [108] 

bajo las mismas consideraciones enunciadas en la Tabla 9.1 y la Tabla 9.2. A continuación, en la 

Tabla 9.3 y la Tabla 9.4 se presentan la comparación de algunos términos en las ecuaciones de 

conservación de momentum y conservación de energía, respectivamente.  
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Tabla 9.3. Comparación de algunos términos entre la ecuación de conservación de momentum de Lahey y Drew 

[108], y Ransom [139] (que es la de RELAP5). 

Término Lahey y Drew RELAP 

Fuerza de arrastre 

volumétrica interfacial / 

Fuerza de fricción 

interfacial 

𝑀⃗⃗⃗𝑔𝑖
𝑑 = −𝑀⃗⃗⃗𝑙𝑖

𝑑 

1

8
𝐴𝑖

′′′𝐶𝐷𝜌𝑐|𝑣⃗𝑔 − 𝑣⃗𝑙|(𝑣⃗𝑔 − 𝑣⃗𝑙) 𝐹𝐼𝑘(𝑣𝑔 − 𝑣𝑙) =
1

8
𝐴𝑖

′′′𝐶𝐷𝜌𝑐

∙ |𝑣𝑔 − 𝑣𝑙|

∙ (𝑣𝑔 − 𝑣𝑙) 

Fuerza de arrastre 

volumétrica fluido-pared 

/ Fuerza de fricción en la 

pared 

𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑤
𝑑  

−
1

8
𝑓𝑘𝜌𝑘𝑣⃗𝑘|𝑣⃗𝑘| (

𝑃𝑓

𝑃𝐻

)𝐴𝑘𝑤
′′′  𝐹𝑊𝑘(𝛼𝑘𝜌𝑘𝑣𝑘)𝐴 = 𝑓𝑘

𝜌𝑘𝑣𝑘
2

2
𝑃𝑘 

Fuerza volumétrica 

interfacial de no arrastre 

𝑀⃗⃗⃗2𝑖
𝑛𝑑 = −𝑀⃗⃗⃗1𝑖

𝑛𝑑 

𝑀⃗⃗⃗2𝑖
𝑣𝑚 + 𝑀⃗⃗⃗2𝑖

𝐿 + 𝑀⃗⃗⃗2𝑖
𝑅  𝑀⃗⃗⃗𝑘𝑖

𝑣𝑚 

Fuerza de masa virtual 

𝑀⃗⃗⃗𝑔𝑖
𝑣𝑚 = −𝑀⃗⃗⃗1𝑖

𝑣𝑚 

Si el líquido es la fase continua: 

−𝛼2𝜌1𝐶𝑣𝑚 [(
𝜕𝑣⃗⃗𝑔

𝜕𝑡
+ 𝑣𝑔

𝜕𝑣⃗⃗𝑔

𝜕𝑧
) − (

𝜕𝑣⃗⃗𝑙

𝜕𝑡
+ 𝑣𝑙

𝜕𝑣⃗⃗𝑙

𝜕𝑧
)]  

𝐶𝛼𝑔𝛼𝑙𝜌𝑚𝐴 [
𝜕(𝑣𝑔−𝑣𝑙)

𝜕𝑡
+ 𝑣𝑔

𝜕𝑣𝑔

𝜕𝑧
−

𝑣𝑙
𝜕𝑣𝑙

𝜕𝑧
]  

Donde 

𝜌𝑚 = 𝛼1𝜌1 + 𝛼2𝜌2 

Fuerza de sustentación 

𝑀⃗⃗⃗2𝑖
𝐿 = −𝑀⃗⃗⃗𝑙𝑖

𝐿  

Si el líquido es la fase continua: 
1

8
𝜌1𝐶𝐿̿ ∙ |𝑣⃗1 − 𝑣⃗2|(𝑣⃗1 − 𝑣⃗2) 

donde 

𝐶𝐿̿ = 8𝐶𝑣𝑚𝛼2

[𝑉𝑣⃗1 − (∇𝑣⃗1)
𝑇]

|𝑣⃗1 − 𝑣⃗2|
 

(no se considera) 

Fuerza de masa virtual 

radial 

𝑀⃗⃗⃗2𝑖
𝑅 = −𝑀⃗⃗⃗𝑙𝑖

𝑅 

3

𝑅𝑏

𝛼2𝐶𝑣𝑚𝜌1(𝑣⃗1 − 𝑣⃗2) (
𝜕𝑅𝑏

𝜕𝑡
+ 𝑣2

𝜕𝑅𝑏

𝜕𝑧
) 

(no se considera) 

 

Tabla 9.4. Comparación de algunos términos entre la ecuación de conservación de energía de Lahey y Drew [108], y 

la de [107]. 

Término Lahey y Drew RELAP5[107] 

Energía interna 

específica interfacial 𝑒𝑙𝑖 = ℎ𝑓 +
[𝑈⃗⃗⃗𝑖

2+2𝑈⃗⃗⃗𝑖∙𝑛̂𝑘(
𝛤1
𝜌1

𝐴𝑖
′′′)+(

𝛤1
𝜌1

𝐴𝑘
′′′)

2
]

2
 

𝑒𝑔𝑖 = ℎ𝑔 +
[𝑈⃗⃗⃗𝑖

2+2𝑈⃗⃗⃗𝑖∙𝑛̂𝑘(
𝛤2
𝜌2

𝐴𝑖
′′′)+(

𝛤2
𝜌2

𝐴𝑖
′′′)

2
]

2
 

(no se considera) 

Flux de calor interfacial 

𝑞𝑘𝑖
′′  

𝐻𝑖𝑘[𝑇𝑘(ℎ𝑘 , 𝑃𝑘) − 𝑇𝑆𝐴𝑇] 
𝐻𝑖𝑘  coeficiente convectivo de transferencia 

de calor interfacial 

𝐻𝑖𝑘(𝑇𝑠 − 𝑇𝑘) 
donde: 

𝑇𝑘 = 𝑇𝑘(𝑒𝑘, 𝑃𝑘)  
Flux de calor fluido-

pared 

𝑞𝑘𝑤
′′  

𝐻𝑘[𝑇𝑤 − 𝑇𝑘(ℎ𝑘 , 𝑃𝑘)] + 𝜅𝑘(𝑇𝑤 − 𝑇𝑆𝐴𝑇)𝑚 

Donde 𝐻𝑘, 𝜅𝑘 y 𝑚 dependen del patrón de 

flujo 

𝐻𝑤𝑘(𝑇𝑤 − 𝑇𝑘) 
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9.4 APÉNDICE D: CORRELACIONES PARA EL CÁLCULO DEL 
COEFICIENTE CONVECTIVO DE TRANSFERENCIA DE CALOR Y 
DEL NÚMERO DE NUSSELT  

Este mecanismo de transferencia de calor no es tan sencillo de determinar ya que existen varios 

casos que pueden presentarse con respecto al estado en el que se encuentre el fluido: líquido 

monofásico, mezcla líquido-gas y gas monofásico. El flujo monofásico puede darse en convección 

forzada (laminar, en transición o turbulenta) y en convección natural (laminar o turbulenta). El 

flujo bifásico podría también ser laminar o turbulento. Para los casos de la termohidráulica de los 

CCP, mayormente son flujos turbulentos. 

9.4.1 Monofásicos líquido y vapor 

Este caso no es sencillo ya que el régimen de flujo (laminar, en transición o turbulento) juega un 

papel muy importante, y se debe de identificar primero para después aplicar las correlaciones para 

el cálculo de 𝐻𝑓. 

De manera general, la transferencia de calor por convección está dada por:  

𝑄𝑤 = 𝐻𝑓𝜋𝐷𝑎,𝑖(𝑇𝑎,𝑖 − 𝑇𝑓) (9.58) 

donde el coeficiente convectivo 𝐻𝑓 está dado por: 

𝐻𝑓 = 𝑁𝑢𝐷𝑎,𝑖

𝑘𝑓

𝐷𝑎,𝑖

 (9.59) 

Correlaciones para Nusselt en flujo interno desarrollado laminar 

Considerando que se tiene flujo desarrollado, el número de Nusselt puede tener un valor contante 

dependiendo de la condición de frontera térmica que se tenga. Así el número de Nusselt será 4.36 

y 3.66 para los casos de flujos de calor constante y temperatura constante, respectivamente [140]. 

Correlación de Petukhov 

La correlación de Petukhov de 1970 es la siguiente [140]: 
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𝑁𝑢𝐷𝑎,𝑖
=

𝑓𝑎,𝑖

8
𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖

𝑃𝑟𝑓

1.07 + 12.7√𝑓𝑎,𝑖/8 (𝑃𝑟𝑓
2/3

− 1)
 (9.60) 

La correlación es válida para 0.5 < 𝑃𝑟 < 2000 y 104 < 𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖
< 5 × 106. Por otra parte, 𝑓𝑎,𝑖 

puede ser obtenido del diagrama de Moody o para tuberías suaves la siguiente ecuación [30,140]: 

𝑓𝑎,𝑖 = (0.790 ln𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖
− 1.64)

−2

      para     3000 < 𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖
< 5 × 106 (9.61) 

Correlación de Gnielinski 

El número de Nusselt depende del tipo de flujo a través del tubo absorbedor. Suponiendo flujo 

turbulento, se utiliza la correlación de Gnielinski de 1976 [30,33,85,140] 

𝑁𝑢𝐷𝑎,𝑖
=

𝑓𝑎,𝑖

8
(𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖

− 1000)𝑃𝑟𝑓

1.07 + 12.7√𝑓𝑎,𝑖/8 (𝑃𝑟𝑓
2/3

− 1)
 (9.62) 

y 

𝑓𝑎,𝑖 = (0.790 ln𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖
− 1.64)

−2

 (9.63) 

para      0.5 < 𝑃𝑟𝑓 < 2000 y 3000 < 𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖
< 5 × 106 

Una variante más de la correlación de Gnielinski para las mismas condiciones de arriba es la que 

Kalogirou [141] y Liang et al. [80] citan: 

𝑁𝑢𝐷𝑎,𝑖
=

𝑓𝑎,𝑖

8
(𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖

− 1000)𝑃𝑟𝑓

1 + 12.7√𝑓𝑎,𝑖/8 (𝑃𝑟𝑓
2/3

− 1)
(

𝑃𝑟𝑓

𝑃𝑟𝑎,𝑖

)

0.11

 (9.64) 

con 

𝑓𝑎,𝑖 = [1.82 log(𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖
) − 1.64]

−2

 (9.65) 

donde 𝑃𝑟𝑓 es el número de Prandtl evaluado a la temperatura del HTF (𝑇𝑓) y es el número de Prandtl 

evaluado a la temperatura del lado interno del absorbedor (𝑇𝑎,𝑖). 
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Otra correlación de Gnielinski equivalente a la de arriba es la que sigue (que considera el 

coeficiente de fricción 𝐶 en lugar del factor de fricción fa,i [142,143]): 

𝑁𝑢𝐷𝑎,𝑖
=

(𝐶/2)(𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖
− 1000)𝑃𝑟𝑓

1 + 12.7√𝐶/2 (𝑃𝑟𝑓
2/3

− 1)
(

𝑃𝑟𝑓

𝑃𝑟𝑎,𝑖

)

0.11

 (9.66) 

Con  𝐶 = [1.82 log(𝑅𝑒𝐷𝑎𝑖
) − 1.64]

−2
     [142,144] 

O    𝐶 = [1.58 ln(𝑅𝑒𝐷𝑎𝑖
) − 3.28]

−2
         [143] 

El factor de fricción 𝑓𝑎,𝑖, también llamado como factor de fricción de Moody (o Darcy), no debe 

ser confundido con el coeficiente de fricción (que a veces es llamado factor de fricción de Fanning), 

sin embargo, ambos se relacionan entre sí mediante la Ec. (9.67) [140]: 

𝐶 =
𝑓𝑎,𝑖

4
 (9.67) 

Correlación de Dittus-Boelter 

Para el caso de agua líquida o vapor monofásico a régimen turbulento, una ecuación muy aceptable 

para el cálculo del número Nusselt es la correlación de Dittus-Boelter [82]: 

𝑁𝑢𝐷𝑎,𝑖
= 0.023𝑅𝑒𝐷𝑎,𝑖

0.8 𝑃𝑟𝑎,𝑖
1/3

 (9.68) 

  



CAPÍTULO 9. APÉNDICES 

 

208 
 

9.5 APÉNDICE E: ADECUACIONES AL MODELO A DOS FLUIDOS 

Para la discretización de las ecuaciones del modelo dos fluidos, es necesario hacer unas 

adecuaciones al modelo que garanticen obtener resultados correctos y un comportamiento estable 

del simulador. Dichas adecuaciones se basan en la metodología planteada por RELAP5 y Ransom 

[17], debido a que ha mostrado ser muy conveniente en cuanto al tratamiento de las ecuaciones de 

conservación y además porque permite que el modelo bifásico pueda volverse un modelo 

monofásico fácilmente. En primer lugar, se consideran las ecuaciones de suma y resta de 

conservación de masa, luego las ecuaciones de suma y resta de momentum, y finalmente las 

ecuaciones de energía para cada fase en la forma expandida (en los términos de derivadas 

temporales). 

9.5.1 Ecuación de suma de conservación de masa 

Esta ecuación también es llamada ecuación de suma de densidad, y se obtiene de expandir el 

término temporal de las ecuaciones de conservación de masa de cada una de las fases (sustituir 𝑘 =

𝑔 o 𝑘 = 𝑓, según sea el caso, en la Ec. (3.1)) y sumarlas como sigue: 

𝛼𝑔

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑡
+ 𝜌𝑔

𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑣𝑔𝐴) + 𝛼𝑓

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑡
+ 𝜌𝑓

𝜕𝛼𝑓

𝜕𝑡
+

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑣𝑓𝐴) = 𝛤𝑔 + 𝛤𝑓 

donde 

𝜕𝛼𝑓

𝜕𝑡
= −

𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
 (9.69) 

Sustituyendo las Ecs. (3.2) y (9.69) y reordenando se tiene: 

𝛼𝑔

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑡
+ (𝜌𝑔 − 𝜌𝑓)

𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑣𝑔𝐴 + 𝛼𝑓𝜌𝑓𝑣𝑓𝐴) = 0 (9.70) 

9.5.2 Ecuación de resta de conservación de masa 

Esta ecuación también es llamada ecuación de resta de densidad, y se obtiene de expandir el término 

temporal de las ecuaciones de conservación de masa de cada una de las fases (sustituir 𝑘 = 𝑔 o 

𝑘 = 𝑓, según sea el caso, en la Ec. (3.1)) y restar la ecuación de conservación de masa de la fase 

líquida de la fase vapor: 

𝛼𝑔

𝜕

𝜕𝑡
(𝜌𝑔) + 𝜌𝑔

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑔) +

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑣𝑔𝐴) − 𝛼𝑓

𝜕

𝜕𝑡
(𝜌𝑓) − 𝜌𝑓

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑓) −

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑣𝑓𝐴) = 𝛤𝑔 − 𝛤𝑓 
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Nuevamente usando las Ecs. (3.2) y (9.69) se tiene: 

𝛼𝑔

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑡
− 𝛼𝑓

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑡
+ (𝜌𝑔 + 𝜌𝑓)

𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑣𝑔𝐴 − 𝛼𝑓𝜌𝑓𝑣𝑓𝐴) = 2𝛤𝑔 

Sustituyendo la Ec. (3.50) en la ecuación anterior se obtiene la Ec. (9.71). 

𝛼𝑔

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑡
− 𝛼𝑓

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑡
+ (𝜌𝑔 + 𝜌𝑓)

𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑣𝑔𝐴 − 𝛼𝑓𝜌𝑓𝑣𝑓𝐴)

= −
2[𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠−𝑇𝑔) + 𝐻𝑖𝑓(𝑇

𝑠−𝑇𝑓)]

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗ + 2𝛤𝑤 

(9.71) 

donde ℎ𝑔
∗  y ℎ𝑓

∗ son definidas en la Sección 3.2.4.3.  

9.5.3 Ecuación de suma de momentum 

La ecuación de suma de momentum se obtiene mediante la adición de las ecuaciones de 

conservación de momentum de ambas fases, y tomando en cuenta las condiciones de balance en la 

interfase en la ecuación de suma de momentum: 

vapor: 

𝛼𝑔𝜌𝑔𝐴
𝜕𝑣𝑔

𝜕𝑡
+

1

2
𝛼𝑔𝜌𝑔𝐴

𝜕𝑣𝑔
2

𝜕𝑧

= −𝛼𝑔𝐴
𝜕𝑃

𝜕𝑧
+ 𝛼𝑔𝜌𝑔𝑔𝑧𝐴 − (𝛼𝑔𝜌𝑔𝐴)𝐹𝑊𝑔(𝑣𝑔) + 𝛤𝑔𝐴(𝑣𝐼 − 𝑣𝑔) − (𝛼𝑔𝜌𝑔𝐴)𝐹𝐼𝑔(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

− 𝐶𝑉𝑀𝛼𝑔𝛼𝑓𝜌𝑚𝐴
𝜕(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

𝜕𝑡
 

líquido: 

𝛼𝑓𝜌𝑓𝐴
𝜕𝑣𝑓

𝜕𝑡
+

1

2
𝛼𝑓𝜌𝑓𝐴

𝜕𝑣𝑓
2

𝜕𝑧

= −𝛼𝑓𝐴
𝜕𝑃

𝜕𝑧
+ 𝛼𝑓𝜌𝑓𝑔𝑧𝐴 − (𝛼𝑓𝜌𝑓𝐴)𝐹𝑊𝑓(𝑣𝑓) − 𝛤𝑔𝐴(𝑣𝐼 − 𝑣𝑓) + (𝛼𝑓𝜌𝑓𝐴)𝐹𝐼𝑓(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

+ 𝐶𝑉𝑀𝛼𝑔𝛼𝑓𝜌𝑚𝐴
𝜕(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

𝜕𝑡
 

Suma de momentum 
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𝛼𝑔𝜌𝑔𝐴
𝜕𝑣𝑔

𝜕𝑡
+

1

2
𝛼𝑔𝜌𝑔𝐴

𝜕𝑣𝑔
2

𝜕𝑧
+ 𝛼𝑓𝜌𝑓𝐴

𝜕𝑣𝑓

𝜕𝑡
+

1

2
𝛼𝑓𝜌𝑓𝐴

𝜕𝑣𝑓
2

𝜕𝑧

= −𝛼𝑔𝐴
𝜕𝑃

𝜕𝑧
+ 𝛼𝑔𝜌𝑔𝑔𝑧𝐴 − (𝛼𝑔𝜌𝑔𝐴)𝐹𝑊𝑔(𝑣𝑔) + 𝛤𝑔𝐴(𝑣𝐼 − 𝑣𝑔) − (𝛼𝑔𝜌𝑔𝐴)𝐹𝐼𝑔(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

− 𝐶𝑉𝑀𝛼𝑔𝛼𝑓𝜌𝑚𝐴
𝜕(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

𝜕𝑡
− 𝛼𝑓𝐴

𝜕𝑝

𝜕𝑧
+ 𝛼𝑓𝜌𝑓𝑔𝑧𝐴 − (𝛼𝑓𝜌𝑓𝐴)𝐹𝑊𝑓(𝑣𝑓) − 𝛤𝑔𝐴(𝑣𝐼 − 𝑣𝑓)

+ (𝛼𝑓𝜌𝑓𝐴)𝐹𝐼𝑓(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓) + 𝐶𝑉𝑀𝛼𝑔𝛼𝑓𝜌𝑚𝐴
𝜕(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

𝜕𝑡
 

Simplificando y dividiendo entre A 

𝛼𝑔𝜌𝑔

𝜕𝑣𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓𝜌𝑓

𝜕𝑣𝑓

𝜕𝑡
+

1

2
𝛼𝑔𝜌𝑔

𝜕𝑣𝑔
2

𝜕𝑧
+

1

2
𝛼𝑓𝜌𝑓

𝜕𝑣𝑓
2

𝜕𝑧

= −
𝜕𝑃

𝜕𝑧
+ 𝜌𝑚𝑔𝑧 − (𝛼𝑔𝜌𝑔)𝐹𝑊𝑔(𝑣𝑔) − (𝛼𝑓𝜌𝑓)𝐹𝑊𝑓(𝑣𝑓) − 𝛤𝑔(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓) 

(9.72) 

donde 𝐵𝑧 es la componente en dirección 𝑧 del vector de la fuerza de cuerpo (en este caso la 

gravedad). 

 

9.5.4 Ecuación de resta de momentum 

Antes de restar las ecuaciones de conservación de momentum, es necesario dividir las ecuaciones 

de momentum de vapor y de líquido entre 𝛼𝑔𝜌𝑔 y 𝛼𝑓𝜌𝑓, respectivamente (sustituir 𝑘 = 𝑔 o 𝑘 = 𝑓, 

según sea el caso en la Ec. (3.4)). Además de que se aplican las condiciones en la interfase fluido-

fluido, los términos adicionales de la consideración de dos presiones y se dividirá entre A. 

𝜕𝑣𝑔

𝜕𝑡
−

𝜕𝑣𝑓

𝜕𝑡
+

1

2

𝜕𝑣𝑔
2

𝜕𝑧
−

1

2

𝜕𝑣𝑓
2

𝜕𝑧

= −(
1

𝜌𝑔

−
1

𝜌𝑓

)
𝜕𝑃

𝜕𝑧
− 𝐹𝑊𝑔𝑣𝑔 + 𝐹𝑊𝑓𝑣𝑓 +

𝛤𝑔(𝑣𝑔𝐼 − 𝑣𝑔)

𝛼𝑔𝜌𝑔

+
𝛤𝑔(𝑣𝑓𝐼 − 𝑣𝑓)

𝛼𝑓𝜌𝑓

− 𝜌𝑚𝐹𝐼(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓) − 𝐶𝑉𝑀

𝜌𝑚
2

𝜌𝑔𝜌𝑓

𝜕(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

𝜕𝑡
 

(9.73) 

Agrupando términos semejantes (agregando el término adicional de dos presiones para flujo 

estratificado) se tiene: 
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𝜕𝑣𝑔

𝜕𝑡
−

𝜕𝑣𝑓

𝜕𝑡
+

1

2

𝜕𝑣𝑔
2

𝜕𝑧
−

1

2

𝜕𝑣𝑓
2

𝜕𝑧

= −(
1

𝜌𝑔

−
1

𝜌𝑓

)
𝜕𝑃

𝜕𝑧
− 𝐹𝑊𝑔𝑣𝑔 + 𝐹𝑊𝑓𝑣𝑓 +

𝛤𝑔[𝜌𝑚𝑣𝐼 − (𝛼𝑓𝜌𝑓𝑣𝑔 + 𝛼𝑔𝜌𝑔𝑣𝑓)]

𝛼𝑔𝛼𝑓𝜌𝑔𝜌𝑓

− 𝜌𝑚𝐹𝐼(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

− 𝐶𝑉𝑀

𝜌𝑚
2

𝜌𝑔𝜌𝑓

𝜕(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

𝜕𝑡
+

𝜌𝑚

𝜌𝑔𝜌𝑓

(𝜌𝑓 − 𝜌𝑔)𝐵𝑦

𝜕y

𝜕𝑥
 

Expandiendo el término diferencial del término de masa virtual y agrupando los términos 

temporales de las velocidades se tiene: 

(1 +
𝐶𝑉𝑀𝜌𝑚

2

𝜌𝑔𝜌𝑓

)(
𝜕𝑣𝑔

𝜕𝑡
−

𝜕𝑣𝑓

𝜕𝑡
) +

1

2

𝜕𝑣𝑔
2

𝜕𝑧
−

1

2

𝜕𝑣𝑓
2

𝜕𝑧

= −(
1

𝜌𝑔

−
1

𝜌𝑓

)
𝜕𝑃

𝜕𝑧
− 𝐹𝑊𝑔𝑣𝑔 + 𝐹𝑊𝑓𝑣𝑓

+
𝛤𝑔[𝜌𝑚𝑣𝐼 − (𝛼𝑓𝜌𝑓𝑣𝑔 + 𝛼𝑔𝜌𝑔𝑣𝑓)]

𝛼𝑔𝛼𝑓𝜌𝑔𝜌𝑓

− 𝜌𝑚𝐹𝐼(𝑣𝑔 − 𝑣𝑓)

+
𝜌𝑚

𝜌𝑔𝜌𝑓

(𝜌𝑓 − 𝜌𝑔)𝐵𝑦

𝜕y

𝜕𝑥
 

(9.74) 

donde 

𝐵𝑦 = −𝑔𝑠𝑒𝑛(𝛽) 

𝑦 =
𝐷

2
cos (𝜃𝑑𝑟𝑦) 

 

9.5.5 Ecuación de energía expandida (fase gaseosa) 

Sustituyendo 𝑘 = 𝑔 en la Ec. (3.5) se obtiene: 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔) +

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔𝑣𝑔𝐴)

= −𝑃
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
−

𝑃

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝑣𝑔𝐴) + 𝑄𝑤𝑔 + 𝑄𝑖𝑔 + 𝛤𝑖𝑔ℎ𝑔

∗ + 𝛤𝑤ℎ𝑔
′ + 𝛷𝑔 

(9.75) 

Expandiendo el término temporal y acomodando se tiene: 

(𝜌𝑔𝑈𝑔 + 𝑃)
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑔𝑈𝑔

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑔𝜌𝑔

𝜕𝑈𝑔

𝜕𝑡
+

1

𝐴
[
𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔𝑣𝑔𝐴) + P

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝑣𝑔𝐴)]

= 𝑄𝑤𝑔 + 𝑄𝑖𝑔 + 𝛤𝑖𝑔ℎ𝑔
∗ + 𝛤𝑤ℎ𝑔

′ + 𝛷𝑔 

(9.76) 

Ahora bien sustituyendo las siguientes ecuaciones  

𝑄𝑖𝑔 = 𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) − (
1 − 𝜀

2
) Γw(ℎ𝑔

′ − ℎ𝑓
′ ) (9.77) 

𝛤𝑖𝑔 = −
[𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) + 𝐻𝑖𝑓(𝑇

𝑠 − 𝑇𝑓)]

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗  (9.78) 
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(𝜌𝑔𝑈𝑔 + 𝑃)
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑔𝑈𝑔

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑔𝜌𝑔

𝜕𝑈𝑔

𝜕𝑡
+

1

𝐴
[
𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔𝑣𝑔𝐴) + P

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝑣𝑔𝐴)]

= 𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) − (
1 − 𝜀

2
) Γw(ℎ𝑔

′ − ℎ𝑓
′ ) −

[𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) + 𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓)]

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗ ℎ𝑔
∗ + 𝛤𝑤ℎ𝑔

′ + 𝑄𝑤𝑔

+ 𝛷𝑔 

(𝜌𝑔𝑈𝑔 + 𝑃)
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑔𝑈𝑔

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑔𝜌𝑔

𝜕𝑈𝑔

𝜕𝑡
+

1

𝐴
[
𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔𝑣𝑔𝐴) + P

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝑣𝑔𝐴)]

= 𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) − (
1 − 𝜀

2
) Γw(ℎ𝑔

′ − ℎ𝑓
′ ) − (

ℎ𝑔
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) − (
ℎ𝑔

∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓)

+ ℎ𝑔
′ 𝛤𝑤 + 𝑄𝑤𝑔 + 𝛷𝑔 

Simplificando se tiene: 

(𝜌𝑔𝑈𝑔 + 𝑃)
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑔𝑈𝑔

𝜕𝜌𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑔𝜌𝑔

𝜕𝑈𝑔

𝜕𝑡
+

1

𝐴
[
𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔𝑣𝑔𝐴) + P

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝑣𝑔𝐴)]

= −(
ℎ𝑓

∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) − (
ℎ𝑔

∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓)

+ [(
1 + 𝜀

2
) ℎ𝑔

′ + (
1 − 𝜀

2
)ℎ𝑓

′ ] Γw + 𝑄𝑤𝑔 + 𝛷𝑔 

(9.79) 

9.5.6 Ecuación de energía expandida (fase líquida) 

Sustituyendo 𝑘 = 𝑓 en la Ec. (3.5) se obtiene: 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓) +

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓𝑣𝑓𝐴) = −𝑃

𝜕𝛼𝑓

𝜕𝑡
−

𝑃

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝑣𝑓𝐴) + 𝑄𝑤𝑓 + 𝑄𝑖𝑓 − 𝛤𝑖𝑔ℎ𝑓

∗ − 𝛤𝑤ℎ𝑓
′ + 𝛷𝑓 

Expandiendo el término de derivada temporal de la ecuación de conservación de energía de la fase 

líquida, sustituyendo la ecuación de derivada parcial de la fracción de vacío de la fase líquida y 

agrupando términos semejantes se tiene: 

−(𝜌𝑓𝑈𝑓 + 𝑃)
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓𝑈𝑓

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓𝜌𝑓

𝜕𝑈𝑓

𝜕𝑡
+

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓𝑣𝑓𝐴) +

𝑃

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝑣𝑓𝐴)

= 𝑄𝑤𝑓 + 𝑄𝑖𝑓 − 𝛤𝑖𝑔ℎ𝑓
∗ − 𝛤𝑤ℎ𝑓

′ + 𝛷𝑓 

Usando las siguiente ecuación y la definición de 𝛤𝑖𝑔 dada por Ec. (9.77) 

𝑄𝑖𝑓 = 𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓) − (

1 + 𝜀

2
) Γw(ℎ𝑔

′ − ℎ𝑓
′ ) (9.80) 

Se tiene: 
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−(𝜌𝑓𝑈𝑓 + 𝑃)
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓𝑈𝑓

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓𝜌𝑓

𝜕𝑈𝑓

𝜕𝑡
+

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓𝑣𝑓𝐴) +

𝑃

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝑣𝑓𝐴)

= 𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓) − (

1 + 𝜀

2
) Γw(ℎ𝑔

′ − ℎ𝑓
′ ) +

[𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) + 𝐻𝑖𝑓(𝑇𝑠 − 𝑇𝑓)]

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗ ℎ𝑓
∗ − 𝛤𝑤ℎ𝑓

′ + 𝑄𝑤𝑓

+ 𝛷𝑓 

−(𝜌𝑓𝑈𝑓 + 𝑃)
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓𝑈𝑓

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓𝜌𝑓

𝜕𝑈𝑓

𝜕𝑡
+

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓𝑣𝑓𝐴) +

𝑃

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝑣𝑓𝐴)

= 𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓) − (

1 + 𝜀

2
) Γw(ℎ𝑔

′ − ℎ𝑓
′ ) + (

ℎ𝑓
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) + (
ℎ𝑓

∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓)

− 𝛤𝑤ℎ𝑓
′ + 𝑄𝑤𝑓 + 𝛷𝑓 

Agrupando términos semejantes se tiene: 

−(𝜌𝑓𝑈𝑓 + 𝑃)
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓𝑈𝑓

𝜕𝜌𝑓

𝜕𝑡
+ 𝛼𝑓𝜌𝑓

𝜕𝑈𝑓

𝜕𝑡
+

1

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓𝑣𝑓𝐴) +

𝑃

𝐴

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝑣𝑓𝐴)

= (
ℎ𝑓

∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) + (
ℎ𝑔

∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓)

− [(
1 + 𝜀

2
) ℎ𝑔

′ + (
1 − 𝜀

2
)ℎ𝑓

′ ] Γw + 𝑄𝑤𝑓 + 𝛷𝑓 

(9.81) 

 

9.5.7 Ecuación de energía no expandida 

El procedimiento seguido para la obtención de los valores de las variables independientes, emplea 

las ecuaciones de energía en la forma expandida, sin embargo, esto genera un error en el cálculo 

de la energía debido a la linealización en la derivada temporal. Este error puede solucionarse si se 

utilizan las ecuaciones de la energía de cada fase, en la forma no expandida en la sustitución hacia 

atrás. Para ambas fases, solo se agrupan los términos relacionados con la derivada temporal del 

producto de 𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔 y 𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓 de las Ecs. (9.79) y (9.81), respectivamente; y se obtienen las Ecs. 

(9.82) y (9.83), para el vapor y el líquido, respectivamente. 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔) +

1

𝐴
[
𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝜌𝑔𝑈𝑔𝑣𝑔𝐴) + P

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑔𝑣𝑔𝐴)]

= −𝑃
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
− (

ℎ𝑓
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑔(𝑇𝑠 − 𝑇𝑔) − (
ℎ𝑔

∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓)

+ [(
1 + 𝜀

2
) ℎ𝑔

′ + (
1 − 𝜀

2
)ℎ𝑓

′ ] Γw + 𝑄𝑤𝑔 + 𝛷𝑔 

(9.82) 

𝜕

𝜕𝑡
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓) +

1

𝐴
[
𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝜌𝑓𝑈𝑓𝑣𝑓𝐴) + 𝑃

𝜕

𝜕𝑧
(𝛼𝑓𝑣𝑓𝐴)]

= 𝑃
𝜕𝛼𝑔

𝜕𝑡
+ (

ℎ𝑓
∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑔[𝑇𝑠 − 𝑇𝑔] + (
ℎ𝑔

∗

ℎ𝑔
∗ − ℎ𝑓

∗)𝐻𝑖𝑓(𝑇
𝑠 − 𝑇𝑓)

− [(
1 + 𝜀

2
) ℎ𝑔

′ + (
1 − 𝜀

2
)ℎ𝑓

′ ] Γw + 𝑄𝑤𝑓 + 𝛷𝑓 

(9.83) 
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9.6 APÉNDICE E: CRITERIO PARA EL MÉTODO DE SIMPSON 

(INTEGRACIÓN NUMÉRICA) 

Las funciones dadas por las Ecs. (9.84) y (9.85) permiten calcular el número de intervalos para 

alcanzar la precisión deseada [145] para las integrales numéricas por los métodos de los trapecios 

y Simpson, respectivamente.  

𝐸𝑇(𝑓, ℎ) = −
(𝑏 − 𝑎)𝑓(2)(𝑐)ℎ2

12
 (9.84) 

𝐸𝑆(𝑓, ℎ) = −
(𝑏 − 𝑎)𝑓(4)(𝑐)ℎ4

180
 

(9.85) 

Los órdenes de los errores son 𝑂(ℎ2) y 𝑂(ℎ4) para las reglas del trapecio y de Simpson, 

respectivamente. Es por ello que se requiere un mayor número de elementos usando la regla del 

trapecio. Hay otros métodos más precisos que la de Simpson, por ejemplo Boole y Rumberg, sin 

embargo no se consideran en este presente trabajo, ya que no es la finalidad del mismo. 

 

 


